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Résumé
Actuellement, l’identification des modules d’élasticité des différentes couches des chaussées est
basée sur des modèles statiques. Ce travail de thèse consiste à développer une approche dyna-
mique qui permet de représenter plus fidèlement la nature dynamique des essais FWD. L’étude
semi-analytique à l’aide de la méthode des éléments spectraux est développée pour identifier les
paramètres inconnus du système. L’analyse par la méthode des éléments finis permet de cerner au
mieux le phénomène d’impact FWD et de mieux comprendre le comportement dynamique des chaus-
sées sous forces d’impact. Le code FER/Impact développé au laboratoire LMEE est utilisé pour la
simulation des essais au FWD. Le modèle numérique de la chaussée est un modèle multicouche axisy-
métrique dont les matériaux des différentes couches est supposés homogène, isotropes et élastiques.
Pour prendre en compte l’atténuation des phénomènes dynamiques générés dans le milieu multi-
couche, l’amortissement de type Rayleigh est considéré. Un appareil innovant est développé pour
caractériser les matériaux des plateformes. La méthode des moindres carrés est utilisée pour l’éva-
luation des modules d’élasticité. La confrontation des résultats expérimentaux et numériques permet
de valider l’approche dynamique.
Mots clés : Chaussée - Analyse dynamique - Eléments spectraux - Eléments finis - FWD
——————————————————————————————————–
Abstract
Up to now, the identification of the modulus of elasticity of various layers of pavement is based on
static models. The present work consists in developing a dynamic approach which allows representing
better the dynamic nature of the FWD test. The semi-analytical study by means of the spectral method
is developed to identify unknown parameters of the system. Finite element analysis of the FWD test al-
lows understanding better the dynamic behavior of pavement under impact loadings. The FER/Impact
code developed in the LMEE laboratory is applied to simulate a multi-layers pavement model under
axisymmetric conditions. The materials of the various layers are supposed homogeneous, isotropic
and elastic. To take into account the attenuation of the dynamic phenomena generated in the multi-
layers media, Rayleigh damping is considered. An innovative device is developed to characterize the
material properties of subgrade and foundation. The method of least squares is used for the back-
calculation of the modulus of elasticity. The confrontation of the experimental and numerical results
validates the dynamic approach.
Key words : Pavement - Dynamic analysis - Spectral elements - Finite elements - FWD
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Introduction générale
Contexte et problématique
La gestion des réseaux routiers dont le volume ne cesse de croître, devient de plus en plus com-
plexe. La tendance à la réduction des budgets alloués à l’entretien, devenue une nécessité ces der-
nières années, a permis à un nombre important de systèmes de gestion de voir le jour. Ils permettent
aux gestionnaires d’optimiser, sur une longue durée, les fonds disponibles, les dépenses courantes à
l’entretien et de prévoir, les futurs besoins budgétaires.
La chaussée est la composante principale du réseau routier. Elle évolue et se dégrade sous l’effet
combiné des charges roulantes, du climat (gel et dégel) et du temps (vieillissement). Elle est compo-
sée de différentes couches de matériaux. Le cumul des charges répétées engendre suivant la couche
étudiée des fissures pas fatigue ou bien des déformations permanentes conduisant à l’apparition des
dégradations en surface appelées ornières. Du point de vue du gestionnaire, la problématique liée à la
durabilité des chaussées est basée sur le compromis entre l’investissement et la fréquence des opéra-
tions de maintenance et de réhabilitation. Afin de planifier de manière rationnelle ces dernières, il est
donc nécessaire d’avoir des modèles de prédiction du comportement des chaussées à moyen et à long
termes.
Actuellement, afin de prédire l’évolution des performances d’une chaussée et d’estimer sa durée
de vie, des modèles empirique sont utilisés. De ce fait, il existe une polémique sur leurs fiabilités et
leurs précisions. Malgré tout, les méthodes existantes de dimensionnement des chaussées, sont basées
sur ces modèles. Toutefois, à partir des années 70 et plus récemment aux États-Unis des modèles
analytiques sont introduits dans les méthodes de conception.
Chaque année une part importante du budget est consacrée à l’entretien et à la réhabilitation des
chaussées. Afin de rationaliser les choix en terme de dimensionnement et d’établir de façon opti-
male les priorités au niveau réseau, il est souvent nécessaire, d’évaluer ou de connaître au préalable
l’état fonctionnel et structurel actuels de la chaussée. Cette évaluation visant à identifier les causes de
détérioration et à mesurer leur ampleur, est actuellement, obtenue principalement à l’aide des tech-
niques non destructives. Le développement et l’application de ces dernières constitue l’une des plus
importantes avancées dans le domaine de l’auscultation des chaussées. en effet, elles permettent de
tester sans détruire et d’évaluer l’aptitude au bon fonctionnement sans altérer la tenue de service des
structures des chaussées.
La réponse de la chaussée à une charge connue comparable ou non à la charge réelle induite par le
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trafic constitue les données issues des essais non destructifs.
Ces données sont utilisées pour évaluer l’état physique de la chaussée tel que la mesure de la
rugosité des couches de surface (état fonctionnel). Elles permettent aussi d’identifier les proprié-
tés structurelles et matérielles des différentes couches, principalement, les modules d’élasticité (état
structurel). Ces derniers sont souvent, obtenus à l’aide des modèles plus ou moins sophistiqués per-
mettant de relier les paramètres issus du traitement des données brutes aux propriétés mécaniques
(modules d’élasticité) du sol et des différentes couches de la chaussée.
Les méthodes non-destructives utilisées pour l’évaluation structurelle des chaussées sont de deux
types :
– celles fondées sur la propagation des ondes dans le milieu du système sol-chaussée générées par
une force harmonique ou impulsionnelle.
– celles basées sur l’analyse de la déflexion en surface due à une force statique, quasi-statique,
harmonique ou impulsionnelle.
Parmi les méthodes du premier type, l’analyse spectrale des ondes de surface (Rayleigh), générées
par une sollicitation stationnaire ou impulsionnelle (Spectral Analysis of SurfaceWaves (SASW)), est
la technique la plus utilisée pour la détermination des modules élastiques des différentes couches de
chaussée. Parmi celle du deuxième type, le déflectomètre à masse tombante (FWD) est la méthode la
plus utilisée pour évaluer l’état structurel des chaussées. Cet appareil permet une économie en temps
(1mn pour un essai), et de reproduire l’allure du chargement réel généré par un demi-essieu d’un
camion (La référence en France est un essieu de 13 tonnes).
L’essai au déflectomètre à masse tombante est de nature dynamique. Il consiste à solliciter la
chaussée par un impact réalisé par la chute d’une masse d’une certaine hauteur. Celle-ci tombe sur une
plaque de chargement posée sur la chaussée et équipée d’une cellule de charge pour mesurer la force
d’impact. Les vitesses verticales de la chaussée en plusieurs points alignés et disposés radialement à
partir du centre d’impact comme représenté sur la (Fig.5.1), sont également mesurées. Elle permettent
de déterminer les déplacements verticaux (appelés déflexions) en ces mêmes points.
FIGURE 1 – Déflectomètre à masse tombante : schéma de principe
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Les données issues des essais au déflectomètre servent principalement, à identifier et évaluer les
modules d’élasticité homogènes des différentes couches des chaussées. Toutefois, en dépit de la nature
dynamique de l’essai, ces derniers sont, généralement, déterminés en adoptant une approche statique.
Cette dernière est basée soit, sur la théorie élasto-statique des milieux multicouches initiée par Bur-
mister [Bur45] et généralisée par Schiffman [Sch62], soit sur la théorie des épaisseurs équivalentes
développée par Odmark [Ull87]. Dans la plupart des procédures d’analyse, seul les valeurs maximales
des déflexions, supposées dues à une charge statique, sont considérées et exploitées. Or, la non prise
en compte des effets dynamiques liés à l’impact, notamment, les effets d’inertie et d’amortissement,
les réflexions des ondes sur les diverses couches, conduit à une évaluation erronée des paramètres.
Ces paramètres ont une influence directe à court terme sur les coûts de construction et à moyen terme
sur les coûts d’entretien.
Par ailleurs, le développement de méthodes numériques, ces dernière décennies, a rendu pos-
sible l’analyse dynamique de la propagation des ondes dans les milieux stratifiés et multicouches.
Afin de rendre opérationnel la méthode dynamique pour l’interprétation des essais au déflectomètre à
masse tombante, plusieurs études ont été menées, ces dernières années. Différentes approches ont été
adoptées (semi-numérique ou numérique) et différentes méthodes ont été utilisées (la méthodes des
matrices de transfert, méthode des couches minces, méthodes des matrices de rigidité et méthode des
éléments spectraux...etc, pour l’approche semi-numériques et la méthode des éléments finis, méthode
des éléments discrets, différences finies...etc, pour l’approche numérique).
Toutefois, la nature complexe de l’impact conjugué à l’hétérogénéité des structures de chaussées
et aux comportements complexes des différents matériaux, rend l’analyse dynamique beaucoup plus
compliquée. De plus elle nécessite un nombre important de paramètres, par rapport à une analyse
statique. Ces derniers doivent être, soit identifiés par le calcul inverse, soit estimés ou évalués par des
mesures in-situ ou au laboratoire sur des échantillons. De plus, comparée à l’analyse statique, l’ana-
lyse dynamique nécessite des temps de calcul beaucoup plus longs. Ainsi, pour toutes ces raisons,
l’intégration de l’analyse dynamique dans la pratique pour l’interprétation des essais au déflectomètre
à masse tombante reste encore compliquée.
A travers ce travail de recherche nous visons à développer un outil d’analyse basé sur la méthode
des éléments finis qui permet, d’une part, de cerner au mieux le phénomène d’impact peu investigué, à
ce jour, pour l’analyse des essais au FWD et, d’autre part, de mieux comprendre le comportement dy-
namique des chaussées sous cette force d’impact. A cet effet, le code de calcul FER/Impact développé
au sein du Laboratoire de Mécanique et d’Énergétique d’Evry (LMEE) est utilisé pour la simulation
des essais au FWD. Le modèle implanté dans ce code se caractérise par la combinaison de la méthode
du bi-potentiel pour la résolution du problème de contact et l’adoption d’un schéma d’intégration de
premier ordre pour la discrétisation temporelle. Le modèle de la chaussée est un modèle multicouche
axisymétrique dont les dimensions et les conditions aux limites sont choisies de façon que les effets
de la réflexion des ondes soient négligeables. Les différentes matériaux des couches sont supposés ho-
mogènes, isotrope avec un comportement mécanique est élastique linéaire. Pour prendre en compte
l’atténuation des phénomènes dynamiques générés dans le milieu multicouche, l’amortissement de
Rayleigh est utilisé. Afin de simuler la force d’impact mesurée durant les essais, les matériaux de la
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membrane en caoutchouc se trouvant sous la plaque du chargement et des plots amortisseurs comme
identifiés sur la Fig.5.1 sont modélisés avec un comportement hyper-élastique. Cette force est simulée
par le passage d’une roue d’un camion lourd.
Objectifs de la thèse
Le but principal de cette thèse est de développer une approche dynamique et un outil d’analyse
pour identifier les modules d’élasticité des différentes couches des chaussées. Pour cela des études ex-
périmentales ont été menées sur différentes chaussées. Elles ont permis d’obtenir des réponses dyna-
miques de la chaussée dues aux essais avec le déflectomètre à masse tombante. Un modèle d’éléments
finis et un modèle semi-analytique ont été également utilisés pour déterminer les caractéristiques des
matériaux des couches de la chaussée.
Le développement de cet outil a donc nécessité :
– La définition un modèle pour la force d’impact ainsi que la réponse pour la simulation dyna-
mique des essais FWD ;
– La comparaison des résultats numériques avec les résultats des modèles analytiques et semi-
analytiques existants ;
– La réalisation d’une étude de l’influence des différents paramètres sur la réponse dynamique de
la chaussée sous l’impact du FWD ;
– La comparaison des résultats numériques avec les mesures expérimentales ;
– Le développement et intégration d’un modèle de calcul inverse dans le code pour l’identification
des propriétés élastique des couches de la chaussée.
Organisation de la thèse
Dans un premier chapitre nous présentons la caractérisation de la chaussée au travers d’une étude
bibliographique identifiant sa structure et le comportement des divers matériaux la composant. Dif-
férents modèles de comportement de ces derniers sont présentés et détaillés. Les diverses techniques
d’évaluation structurelle existantes sont identifiées.
Le chapitre suivant est consacré à la technique d’évaluation réalisée à l’aide du déflectomètre à
masse tombante. Celui-ci permet entre autre d’exciter la chaussée par un force impulsionnelle au
travers d’une plaque de chargement. La mesure des vitesse en certains points de la chaussée à des
distances différentes par rapport au point d’impact permet d’obtenir les déplacements (déflexions
en ces points). Les différentes méthodes d’interprétation de ces résultats sont développées. Il est
important de noter qu’elles correspondent à une approche statique de l’essai.
Un modèle semi-analytique basée sur la méthode des éléments spectraux est ensuite développé.
Nous présentons son adaptation pour résoudre le problème d’un milieu multicouche semi-infini. Pour
cela nous avons développé les éléments spectraux axisymétriques adaptés à notre cas particulier
d’étude.
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Le quatrième chapitre présente un modèle numérique basée sur la méthode des éléments finis.
Celui-ci a particulièrement nécessité d’établir la loi cinématique du contact en utilisant la méthode
de bi-potentiel. Nous avons en plus développé et implanté des éléments axisymétriques dans le code
de calcul propre du laboratoire FER/Impact. Une simulation complète de l’essai au déflectomètre est
réalisée à l’aide de cet outil. La comparaison entre les résultats numériques obtenus avec les résultats
expérimentaux est présentée. De plus ces résultats sont comparés à ceux obtenus par l’application du
modèle semi-analytique présenté dans le chapitre précédent.
Le dernier chapitre décrit une méthode d’identification inverse des modules d’élasticité de la plate-
forme (couche inférieure de la chaussée). Cette identification est basée sur la méthode des moindres
carrés appliquée aux essais réalisés à l’aide du déflectomètre portable que nous avons développé. Une
comparaison de ces paramètres déterminés est réalisée par rapport à ceux obtenus par l’application
couramment utilisée.
Des conclusions et des perspectives terminent ce manuscrit.
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7Chapitre 1
La chaussée
1.1 Introduction
Le sol naturel présente rarement une résistance suffisante pour supporter l’application répétée des
charges roulantes, même légères, sans subir une déformation sensible. En raison de ses caractéris-
tiques mécaniques faibles, il est donc, nécessaire d’interposer entre la roue et celui-ci une structure
appelée "chaussée" dont le rôle principale est, par conséquent, de ramener à des seuils admissibles,
les contraintes induites par le trafic au niveau du sol support. Ce chapitre entièrement consacré à la
chaussée est abordé par une description détaillée de celle-ci avec une présentation succincte du prin-
cipe et des particularités de la méthode Française de dimensionnement des chaussées. Suivi d’une
revue exhaustive du comportement mécanique des matériaux utilisés dans les structures de chaussées
(sols et matériaux granulaires et les matériaux traités aux liants hydrocarbonés). Il faut noter que ce
travail de recherche est dédié particulièrement aux chaussées bitumineuses. Ainsi les matériaux trai-
tés aux liants hydrauliques ne sont pas abordés dans ce chapitre. Enfin, nous le finissons par brève
présentation des méthodes non destructives, actuellement, utilisées pour l’évaluation structurelle des
chaussées.
1.2 Description de la chaussée et la méthode française de dimensionne-
ment
La chaussée (routière, aéroportuaire, etc.) est une structure composite, constituée de plusieurs
couches de matériaux granulaires liés ou non reposant sur un sol support (Fig.1.1). Elle est conçue
pour résister sur l’ensemble de sa durée de vie aux multiples sollicitations mécaniques et thermiques,
qui l’une après l’autre, sapent imperceptiblement les performances initiales des matériaux. La chaus-
sée est constituée principalement (Fig.1.1) [SET94] :
– d’une "plate-forme" composée du sol support terrassé surmonté d’une couche de forme. Cette
dernière, qui assure la transition entre le sol support et le corps de la chaussée, a un double rôle.
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En phase de travaux, elle protège le sol support et établit une qualité de nivellement. Vis-à-vis
du fonctionnement mécanique, elle procure une homogénéité et une amélioration des caracté-
ristiques dispersées du terrain en place.
– d’une "assise" généralement, constituée d’une couche de fondation surmontée d’une couche de
base. Celles-ci, souvent réalisées avec des matériaux élaborés, apportent la résistance mécanique
à la structure de la chaussée en diffusant latéralement les pressions induites par le trafic pour
qu’elles arrivent avec un niveau admissible sur la plate forme.
– d’une "couche de surface" principalement formée d’une couche de liaison surmontée de la
couche de roulement. C’est sur cette dernière que s’exercent directement les agressions conju-
guées du trafic et du climat. Ainsi la qualité d’étanchéité et du confort pour les usagers sont les
fonctions principales de cette couche.
FIGURE 1.1 – Structure d’une chaussée - coupe transversale
La conception des chaussées passe par le choix au préalable d’une structure de chaussée. Le pré
dimensionnement de celle-ci permet de déterminer les épaisseurs des différentes couches ainsi que
les caractéristiques mécaniques des matériaux employés. La méthode française de dimensionnement
des chaussées consiste à vérifier que cette structure répond aux critères de durabilité [SET94]. Elle
comprend deux étapes. Premièrement, la méthode prévoit le calcul semi-analytique des champs de
contraintes et de déformations dans la structure à l’aide du modèle élasto-statique axisymétrique des
milieux multicouches élastiques de Burmister [Bur43, Bur45] et le principe de superposition des
charges de Boltzmann. Deuxièmement, les valeurs de sollicitations critiques pour la pérennité de
l’ouvrage sont comparées avec les valeurs admissibles. A ce stade, la méthode intègre une approche
probabiliste de la dispersion et du caractère aléatoire des facteurs jouant un rôle dans la tenue de la
chaussée (variabilité des caractéristiques des matériaux et des épaisseurs de mise en œuvre, dispersion
des résultats des essais de fatigue) [Bod02].
La méthode française de dimensionnement des chaussées est basée, sur deux critères, d’une part,
sur le critère de comportement en fatigue des couches de matériaux liés, d’autre part, sur le critère
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d’orniérage des couches de matériaux non liées. Toutefois, sa caractéristique principale est qu’elle
cherche seulement à limiter la déformation verticale élastique au niveau du sol support indépendam-
ment des caractéristiques mécaniques de ces matériaux et à limiter la propagation des fissures de
fatigue dans les matériaux liés, sans pouvoir donner des indicateurs sur la cinétique des dégradations
in situ pour rationaliser la politique d’entretien et de maintenance [Bod02].
1.3 Différents types de chaussées
L’évolution des matériaux et les techniques d’élaboration ainsi que les moyens mise en œuvre pour
de réalisation des chaussées a permit l’avènement de plusieurs types de chaussées capable de faire
face à l’évolution du trafic (tableau.1.1). Généralement, les chaussées sont distinguées en fonction des
matériaux utilisés dans la structure en trois types. Toutefois, en France une classification plus précise
est souvent utilisée (Tableau 1.1) :
TABLE 1.1 – Différents types de chaussée
Classification générale Classification française
Chaussées souples Les chaussées souples
Chaussées semi-rigides Les chaussées bitumineuses épaisses
Les chaussées à assise traitée aux liants hydrauliques
Les chaussées à structure mixte
Les chaussées à structure inverse
Chaussées rigides Les chaussées en béton armé continu
Les chaussées en béton de ciment
Dalle goujonnées avec fondation
Dalle en béton de ciment mince collé
Les chaussées routières sont aussi classées par rapport au trafic dont elles sont amenées à supporter
durant leur vie de service. Une classe de trafic est définie à partir de la moyenne journalière annuelle
(MJA) de poids lourds qui empruntent la voie la plus chargée de la chaussée (Fig.1.2).
FIGURE 1.2 – Classes de trafic en fonction de MJA
Pour comprendre le mode de comportement des structures de chaussées, la connaissance de la
nature des dégradations et de leurs modes d’évolution est essentielle. Parmi ces dégradations, qui sont
souvent, dues aux charges répétées du trafic, aux effets du climat (gel et dégel) et au vieillissement, il
y a principalement :
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– L’usure en surface de la couche de roulement due aux efforts tangentiels exercés par les charges
roulantes ;
– L’orniérage par fluage des matériaux bitumineux ;
– La fissuration par fatigue due au vieillissement du bitume ;
– La déformation permanente (orniérage et affaissement) due au cumul de déformations plas-
tiques de la plate forme et des graves non traitées ;
– La fissuration de fatigue due aux sollicitations répétées du trafic et les variations de tempéra-
tures ;
– La fissuration de prise et de retrait thermique des graves traités aux liants hydrauliques et du
béton.
FIGURE 1.3 – Différents types de structures de chaussées
Pour chaque type de chaussée, il existe un mode d’évolution particulier caractérisé par les na-
tures des dégradations prépondérantes qu’elle subit. La compréhension du processus de dégradation
constitue un enjeu très fort pour évaluer la pérennité des chaussées. Généralement, il est constaté
que lorsque la diffusion latérale des efforts verticaux est faible, l’évolution de la chaussée se ma-
nifeste, d’abord, par l’apparition des déformations permanentes en surface de type ornière à grand
rayon, affaissement et flache, conséquences des déformations permanentes du sol support. Alors que
lorsque l’assise est suffisamment rigide pour permettre d’atténuer fortement les contraintes verticales
au niveau de la plate-forme support, les fissurations par fatigue constitue le mode de dégradation pré-
férentiel de ces structures vu que les charges induites par le trafic et dues aux effets thermiques sont
reprises en traction et flexion par ses couches liées. Néanmoins, pour les chaussées rigides, les fissures
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primaires dans les couches en béton générées par le phénomène du retrait constituent un accélérateur
pour le processus de dégradation. Il est de même pour la réduction de la portance de la plate-forme
support durant les périodes humides pour les chaussées souples.
1.4 Comportement mécanique de matériaux de chaussées
La chaussée est une structure à la fois simple et complexe. Simple car elle n’est que le produit
de superposition de plusieurs couches de matériaux différents (multicouches). Complexe à cause du
caractère hétérogène et le comportement mécanique non linéaire et anisotrope de ces matériaux. Le
comportement global de la chaussée dépend de la position des différentes couches dans la structure
et de leurs épaisseurs ainsi que le comportement mécanique des matériaux constituant chacune des
couches. Les matériaux routiers peuvent être classés en trois types :
– sols et matériaux granulaires
– matériaux traités aux liants hydrocarbonés
– matériaux traité aux liants hydrauliques
L’identification des lois de comportement des matériaux composant les chaussées, qui permettent
de dimensionner et prédire leurs comportements à court et à long terme, reste encore un véritable chal-
lenge pour les ingénieurs spécialistes et les chercheurs. Au cours des dernières décennies, des efforts
considérables ont été consacrés pour décrire le comportement complexe des matériaux de chaussées.
Plusieurs approches ont été utilisées pour expliquer leurs comportements non linéaires. Celles-ci ont
abouti au développement de plusieurs modèles dont certains sont décrits dans les sections suivantes.
Toutefois, la détermination des champs de contraintes et des déformations reste encore assez approxi-
mative. Dans la suite nous présentons une synthèse des différentes études et recherche menées ces
dernières années, pour la caractérisation et modélisation du comportement mécanique des matériaux
routiers.
1.4.1 Sols et matériaux granulaires
Les sols et les matériaux granulaires sont les matériaux dont le comportement mécanique est le
plus complexe. Généralement, ils sont utilisés dans les chaussées pour réaliser les plates-formes, les
couches de fondation et éventuellement les bases (e.g : chaussées souples) (Fig.1.1).
Les sols sont des matériaux composés de trois éléments : des grains solides, de l’eau et de l’air ou
du gaz. Leur comportement, régi par ces trois phases présentes dans le matériau, dépend également
de la nature de la sollicitation [PH00]. Depuis les travaux pionniers de Seed [SCC62], le caractère
inélastique et non linéaire est largement pris en compte dans l’analyse du comportement des sols.
Toutefois, compte tenu de sa complexité, le développement d’une relation constitutive qui permet de
prédire complètement et avec précision les champs de contraintes et de déformations reste encore un
véritable défi. On peut affirmer qu’à l’heure actuelle, il n’existe pas de modèle ou de loi constitu-
tive universelle permettant de décrire complètement le comportement mécanique des sols. Tous les
modèles disponibles dans la littérature ont leurs propres avantages, mais aussi leurs inconvénients et
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leurs limitations.
Pour les matériaux granulaires, considérés souvent comme des assemblages de grains sans liai-
sons effectives les uns avec les autres, leur comportement dépend de plusieurs facteurs liés à la fois
aux propriétés du matériau, à sa structure et à la nature de la sollicitation. Il est régi essentiellement
par trois grandeurs : le frottement entre grains, la cohésion inter-granulaire et la dilatance [Mor03].
Bien que les mécanismes de déformation ne soient pas encore bien compris, le comportement des
matériaux granulaires est expliqué que par des modifications de cet assemblage, soit au niveau de
la structure formée par l’ensemble des grains, soit au niveau du grain élémentaire. Ce dernier méca-
nisme correspond à l’attrition des grains et peut expliquer certains phénomènes de fatigue. Dawson
[Daw01] précise que les propriétés des matériaux granulaires découlent de trois caractéristiques : l’in-
teraction entre les grains, l’organisation des pores entre les grains et l’eau comprise dans ces pores.
Lekarp et al. [LID00b, LID00a] ont postulé que les mécanismes de déformation sont la consolidation
(densification/dilatation), la distorsion et l’attrition.
1.4.1.1 Modèles du comportement des sols et matériaux granulaires
Une description complète du comportement est obtenue si, à partir d’un état d’équilibre caracté-
risé par un champ de contraintes et un champ de déformations, il est possible, pour un accroissement
donné de la déformation ou de la contrainte, de déterminer le nouveau champ de contraintes respecti-
vement de déformations correspondant au nouvel état d’équilibre. Dans la situation la plus générale,
le temps est aussi une variable qui doit être prise en considération dans la loi constitutive.
Les sols et les matériaux granulaires présentent, généralement, un comportement élasto-plastique
non linéaire et anisotrope [Tut95, OLK05], ce qui complique davantage la caractérisation et la mo-
délisation de leur comportement mécanique. En outre, à l’état naturel, ces matériaux ne possèdent
pas de domaine élastique proprement dit sinon il est difficilement mesurable. Avec les progrès réali-
sés, ces dernières années, en matière d’instrumentation, on s’est aperçu que le domaine élastique des
sols et des matériaux granulaires se réduit en proportion inverse de l’augmentation de la précision
des appareils d’essais. Compte tenu de cette complexité, le développement d’une relation constitutive
complète constitue encore un véritable défi. Face à ce défi, les ingénieurs favorisent souvent, dans la
pratique, une approche plus directe, traditionnelle en mécanique des sols. Selon cette approche, le che-
min de chargement dont l’élément du sol (sol cohérent ou granulaire) est soumis pendant le passage
des véhicules est reproduit en laboratoire, ou éventuellement sur chantier. Les paramètres mesurés
au cours des essais sont ensuite directement utilisées dans les calculs. Il faut bien comprendre que
cette approche n’est pas similaire à l’élaboration d’un modèle de comportement, même si les courbes
de mesure de contrainte-déformation sont représentées par des relations mathématiques. Ce type de
modélisation reste valable uniquement pour les chemins de contraintes pour lesquelles ils ont été
établis, ou pour les chemins de contraintes similaires. Son extrapolation aux chemins de contrainte
fondamentalement différents, est erronée et non admissible.
Compte tenu du caractère complexe et fortement non linéaire du comportement des sols et des
matériaux granulaires, plusieurs modules sont définis pour caractériser les différents domaines. En
Comportement mécanique de matériaux de chaussées 13
fonction de la nature de la sollicitation, on distingue :
FIGURE 1.4 – Modules élastiques lors d’essais triaxiaux à chargement monotone et cyclique
– Les modules d’élasticité statiques déterminés à partir des essais à chargement monotones (mo-
dule de Young tangent Et, sécant Es et initial Emax) (Fig. 1.4(a)). Selon que le milieu soit
drainé ou non, ces modules peuvent être des modules drainés ou des module non drainés.
– Le module d’élasticité dynamique Edyn. Il correspond à la réponse du matériau sous des sol-
licitations brèves. Il s’agit évidemment d’un module non drainé mais sa valeur est deux à trois
fois supérieure au module statique non drainé.
– Le module résilient Mr. Il est utilisé pour caractériser les sols et les matériaux granulaires
sous un chargement cyclique (Fig. 1.4(b)). Défini comme le paramètre équivalent au module
élasticité sécant de Young Es, il peut être, également, assimilé à la partie élastique du module
dynamique Edyn. Une définition plus détaillée de ce module est donnée dans la prochaine sec-
tion.
Pour une description plus détaillée de ces différents modules, le lecteur peut se référer à Philippo-
nat et Tran [PH00, Tra06].
1.4.1.2 Comportement élastique des matériaux granulaires
Il est bien connu que les matériaux granulaires présentent, généralement, sous la répétition des
charges, un comportement élasto-plastique non linéaire et dépendant du temps. Classiquement, l’étude
de ce comportement se fait en dissociant le comportement réversible (élastique) du comportement ir-
réversible (anélastique).
Toutefois, dans les chaussées, ces matériaux sont souvent soumis à des densifications. Afin d’ac-
croître leur résistance mécanique et de limiter leur tassement dû au passage répété des véhicules, ces
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matériaux sont compactés de façon optimale. Ceci leur procure, par conséquent, un comportement,
essentiellement, élastique ou quasi-élastique, linéaire ou non linéaire, sous des charges standards
[KJ06] et des conditions normales (c’est à dire, en dehors des périodes de dégel. Dans ces conditions,
les couches de matériaux granulaires présentent des rigidités plus faibles, si bien que les charges stan-
dards peuvent générer des contraintes dont les niveaux peut atteindre l’état critique du matériau. Si ce
dernier est atteint, alors, l’endommagement de la chaussée devient manifeste ([KZ02]).
TABLE 1.2 – Modèles Mr pour le comportement élastique non linéaire des matériaux granulaires
[Gre07]
Modèle Source
Mr = K1
K2
3 Dunlap [Dun63] ; Monismith [SMCC67]
Mr = K1
K2 Seed et.al [SMCC67] ; Brown [BP67] et Hicks (1970)
Mr = K1pa
h

pa
iK2 h
q
pa
iK3
Uzan [Uza85]
Mr = K1
h
J2
oct
iK2
Johnson et al. [JBD86]
Mr = K1pa
h

pa
iK2 h
oct
pa
iK3
Witczak et Uzan [WU88]
Mr = K1
h
p
q
iK2
Tarn et Brown [Tar89]
Mr = K1p
K2qK3K43 Itani [Ita90]
Mr = K1q
K2K33 Pezo et Hudson [PH94] ; Garg et Thompson [GT97]
Mr = K1


2
0 + 
2
p
K2
(1 + oct)
K3 K 0:70 Yang [Yan88]
Mr = K1pa
h
 3K4
pa
iK2 h
oct
pa
+K5
iK3
Andrei [And99]
Mr = K1pa
h

pa
iK2 h
oct
pa
+ 1
iK3
Yau et Von Quintus [YQ02]
oùKi(i = 1; 2; :::) sont les paramètre du modèle, pa est la pression de référence 100 kPa,  est la
contrainte volumique ou sphérique, oct est la contrainte octaédrique.
Durant ces cinquante dernières années, de nombreuses recherches ont été consacrées à la caractéri-
sation du comportement élastique des matériaux granulaires. Pour faire face au caractère non linéaire
et de se différencier des théories traditionnelles de l’élasticité, plusieurs approches ont été adoptées.
Toutefois, en dépit de leur nature discrète apparente, dans toutes ces approches, les matériaux gra-
nulaires sont souvent, considérés homogènes et isotropes. Ceci permet de limiter à deux paramètres,
seulement, leur caractérisation dans le domaine élastique.
La première approche caractérise la réponse élastique du matériau par le module résilient (élas-
tique) ou réversible Mr et le coefficient de Poisson réversible r. En laboratoire, ces derniers sont
déterminés à partir des essais triaxiaux sous chargement cyclique dont le dispositif est représenté sur
la figure (Fig.1.5). Le principe est défini, en France, dans la norme de l’essai TCR (NF EN 13286-7).
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FIGURE 1.5 – Cellule triaxiale et son instrumentation [GHC+01]
Il consiste à solliciter, dans un premier temps, l’éprouvette de forme cylindrique à plusieurs cycles
de chargement sous une contrainte moyenne p et une contrainte déviatorique q élevées, simulant
le chargement routier et les sollicitations subies lors de la mise en œuvre. Durant ce chargement
cyclique, appelée phase de conditionnement, les déformations permanentes s’accumulent et se stabi-
lisent après quelques milliers de cycles (Fig.1.6). Leur variation d’un cycle à l’autre devient très faible
au point où le comportement du matériau devient pratiquement élastique.
FIGURE 1.6 – Evolution des déformations permanentes avec le nombre de cycles [GHC+01]
Dans un deuxième temps, suivant différents chemins de contrainte (q=p) et avec la même fréquence
que la première phase, une série de chargements (100-200 cycles pour chaque chemin) est effectuée
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pour déterminer les modules réversibles (résilient) Mr et les coefficient de Poisson réversibles r
(Fig.1.4(b)) permettant de caractériser le comportement résilient du matériau pour ces différents che-
mins.
Le module résilient, dont le concept a été introduit par Hveem [Hve55] pour la caractérisation en
fatigue des matériaux bitumineux, est déterminé en faisant le rapport entre la contrainte déviatorique
q et la déformation axiale réversible "e1 engendrée par cette contrainte (Eq.1.1). Quant au coefficient
de Poisson, il est défini par le rapport entre la déformation radiale réversible "e3 et la déformation
axiale réversible "e1 (Eq.1.2).
Mr =
q
"e1
(1.1)
r =
"e3
"e1
(1.2)
Les essais triaxiaux à chargement cyclique sont réalisés sous une pression de confinement qui
peut être constante ou variable. Dans le cas d’un essai triaxial à pression de confinement constante, le
module résilient (élastique)Mr et le coefficient de Poisson r sont définis à partir de la loi de Hooke
basique :
Mr =
1   3
"e1
et r =
"e3
"e1
Alors que dans le cas où la pression de confinement est variable (cyclique), l’application de la loi
de Hooke généralisée est nécessaire pour la détermination du module résilient (élastique) Mr et le
coefficient de Poisson [LID00b, LID00a]. Il sont définis par :
Mr =
(1   3) (1   23)
"e1 (1   3)  2"e33
et r =
1"
e
3   3"e1
23"e3   "e1 (1 + 3)
où
1 est la contrainte principale dans la direction axiale ; 3 est la contrainte principale dans la
direction radiale (pression de confinement).
Plusieurs études ont montré que différents facteurs influencent le comportement élastique des ma-
tériaux granulaires sous un chargement cyclique et que le module réversible et le coefficient de Pois-
son ne sont pas des propriétés intrinsèques du matériau [All73, AT74]. Parmi ces facteurs, le niveau
et l’histoire des contraintes demeurent les facteurs les plus importants qui contrôlent le comporte-
ment réversible des matériaux granulaires [Mit64, MSMC67, Hic70, Uza85, Kol67] d’après Lekarp
[LID00b]. Toutefois, le chemin de contraintes, la masse volumique [TLM62, Hic70, RW88, Kol67],
la granulométrie et le pourcentage des fines (< 80 m) [JH86, Tho88, RMG92, Pla94], le type et
la forme des granulats et la teneur en eau [HM71, BI89, HRG96, NCA+11], ont également une in-
fluence sur le comportement résilient des matériaux granulaires. Quant à la vitesse de sollicitation
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cyclique, c’est-à-dire la fréquence de sollicitation, plusieurs études ont montré que son influence sur
le comportement résilient des matériaux granulaires est négligeable [HD72b, BT97, BTP03].
La Table.1.2 présente une synthèse des modèles développés en utilisant le module résilientMr et
le coefficient réversible r comme paramètres pour la caractérisation du comportement élastique des
non linéaire, des matériaux granulaires de chaussées.
Une autre approche permettant de caractériser le comportement élastique des matériaux granu-
laires est celle qui était promue par Brown and Hyde [BH75]. Ils ont montré qu’une meilleure re-
présentation du comportement élastique des matériaux granulaires pourrait être obtenue lorsque la
relation contrainte-déformation est décrite par ces composantes volumiques et de cisaillements sépa-
rément. Ces dernières sont, respectivement, caractérisées par le module de compressibilité volumique
K (Eq.1.3) et le module de cisaillement G (Eq.1.3)dont les expressions , s’écrivent :
K =
p
"ev
(1.3)
G =
q
3"es
(1.4)
où
p = 13 (1 + 23)
q = 1   3
"ev = "
e
1 + 2"
e
3
"es =
2
3 ("
e
1   "e3)
"ev et "
e
s sont respectivement, la déformation volumique et déviatorique réversibles.
Dans leurs étude, Hide and Brown [BH75] ont établi les lois de comportement sous l’hypothèse
de linéarité, alors qu’il est bien connu que le comportement élastique des matériaux granulaires est
rarement linéaire, sauf pour les très faibles déformations. Ainsi, en adoptant une approche théorique
basée sur les lois de la thermodynamique et en respectant le théorème de réciprocité (i.e l’énergie
de déformation durant le cycle de chargement et de déchargement, est conservée), Boyce [Boy80] a
développé un modèle non linéaire isotrope. Pour tenir compte des propriétés anisotropes des maté-
riaux granulaires, ce dernier a été modifié, plus tard, par El Hannani [Elh91, JE94] puis par Hornych
[HKP98]. Actuellement, implanté dans le code de calcul CESAR du LCPC, celui-ci est considéré l’un
des modèles les plus précis pour la description du comportement élastique (résilient) des matériaux
granulaires [HEL+04, CHA99].
La méthode de décomposition a, également, été utilisée par Brown et Pappin [BP85] dans l’élabo-
ration du modèle communément, appelé "modèle des contours". Ce dernier est un modèle non-linéaire
capable de prendre en compte la contrainte effective moyenne, la contrainte déviatoire et la dépen-
dance du chemin de contraintes. Les déformations volumiques et de cisaillement sont exprimées, dans
l’espace des contraintes (p   q) sous forme de contours et leurs niveaux sont obtenus à partir de la
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variation des valeurs de ces contours de l’état initial des contraintes à l’état final.
Plus récemment, Konrad [KJ06] a proposé une nouvelle approche basée sur la combinaison du
module tangent et la contrainte verticale. Il a établi, à partir des essais triaxiaux à chargement répété
sur un matériau de fondation en granite concassé, sous différents chemins de contraintes et différents
états de compactage, que le comportement résilient (élastique) de ce matériau granulaire est mieux
défini en fonction de la rigidité tangentielle (module tangentiel) et la contrainte verticale.
1.4.1.3 Comportement élastique des sols cohérents
Bien qu’une large publication existe, actuellement, concernant l’étude du comportement méca-
nique des sols, néanmoins, la caractérisation du comportement élastique des sols cohérents n’a pas
reçu, des ingénieurs des chaussées autant d’attention que les matériaux granulaires. Les études me-
nées jusqu’à aujourd’hui, ont montré que le comportement dit élastique de ces matériaux ne peut pas
être décrit par une simple relation linéaire [Gre07].
TABLE 1.3 – ModèlesMr pour le comportement élastique non linéaire des sols cohérents
Modèle Source
Mr = K1
K2 Seed et al.[SMCC67] ; Brown et Pell[BP67]
Mr =
(
K1 +K2 (K3   q) pour q < K3
K1 +K4 (q  K3) pour q > K3
)
Robnett et Thompson [RT79]
Mr = 10
(K1 K2q) Fredlund et al. [FBW77]
Mr = 10
(K1 K2

q
qF

) Raymond et al. [RGAA79]
Comme pour les matériaux granulaires, le module réversible Mr n’est pas une propriété intrin-
sèque puisque il dépend de plusieurs facteurs. Parmi ces facteurs, la contrainte déviatoire, la teneur
en eau et la densité sèche, sont les facteurs les plus influents. Même si le module réversible aug-
mente avec une augmentation de la contrainte de confinement, l’effet de cette dernière est beaucoup
moins important par rapport à la contrainte déviatoire [FBW77, LS94]. Le nombre de cycles a aussi
une influence sur le module résilient (réversible). Cependant, ce dernier tend à devenir constant avec
une augmentation du nombre cycles, si la contrainte déviatoire est inférieure à un certain niveau par
rapport au seuil de la rupture.
Concernant la teneur en eau et la densité sèche, plusieurs observations expérimentales de plusieurs
auteurs [SCC62], ont montré leur influence sur le module réversible des sols cohérent. En général,
à une teneur en eau faible, le module réversible tend à croître avec une augmentation de la densité
sèche. Par contre, à des teneurs en eau plus fortes, le module réversible tend à décroître avec une
augmentation de la densité sèche. Dans le cas de densité sèche constante les effets sur le module
résilient Mr sont beaucoup plus significatifs avec l’augmentation de la teneur en eau au-delà de la
valeur optimale déterminée à partir des essais Proctor.
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Le tableau 1.3 présente quelques modèles établis, en utilisant le module résilient (réversible)Mr,
pour la caractérisation du comportement élastique non linéaire des sols cohérents.
1.4.1.4 Comportement des sols sous cisaillement cyclique
Outre les essais triaxiaux sous sollicitations cycliques axiales, les essais de cisaillement cyclique,
largement adoptés en mécanique des sols et, en particulier en dynamique des sols, sont également
utilisés pour la caractérisation des sols et des matériaux granulaires, aussi bien dans le domaine de
déformations élastique que dans le domaine plastique.
Sous un chargement en cisaillement cyclique d’amplitude constante (e.g. harmonique), le com-
portement des sols (sols et les matériaux granulaires) est caractérisé par une boucle d’hystérésis dont
l’aire et l’inclinaison dépendent de l’amplitude des déformations tel que illustré à la Fig. 1.7 [Pec84].
Ceci met en évidence d’une part, le caractère dissipatif et d’autre part, le caractère non linéaire du
comportement mécanique de ces matériaux.
FIGURE 1.7 – Courbe     sous un cisaillement cyclique [Pec07]
Différents paramètres permettent de caractériser la réponse cyclique du matériau. Ils peuvent être
définis, à partir des courbes contrainte-déformation de la Fig.1.7. Ce sont, principalement :
– le module de cisaillement initial ou maximal Gmax défini par la tangente à l’origine, caractéri-
sant ainsi le matériaux dans le domaine des très faibles déformations ;
– le module de cisaillement sécant Gs ;
– le coefficient d’amortissement équivalent  défini à partir de l’aire de la boucle d’hystérésis.
Sa mesure est en général une opération très délicate, pour les géo matériaux, d’autant qu’il est
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affecté par plusieurs facteurs comme les conditions de drainage ou la vitesse de déformation.
FIGURE 1.8 – Seuils des différents domaines de comportement [Pec07]
La variation de ces derniers en fonction de l’amplitude des déformations de cisaillement, tel
qu’illustré à la Fig.1.7, indique d’une part, que les propriétés dissipatives (visqueuses) des sols dé-
pendent étroitement du niveau de déformations, d’autre part, que les sols présentent des comporte-
ments différents pour des niveaux de déformations différents. Les valeurs des seuils qui permettent de
distinguer entre les différents domaines -le domaine élastiques réversible et le domaine irréversibles-
dépendent de la nature du matériau qui est souvent caractérisé par son indice de plasticité (Fig.1.8)[VD91,
Pec07].
Généralement, dans le domaine des très faibles déformations ( < s ' 10 5), les sols et les ma-
tériaux granulaires présentent un comportement élastique linéaire (Fig.1.8), caractérisé par le module
de cisaillement maximal Gmax. Toutefois, la forme et la taille de ce domaine dépendent de l’his-
toire des sols [JSB84]. En outre, certains matériaux saturés peuvent présenter une certaine dissipation
d’énergie visqueuse. Un nombre considérable de relations empiriques ont été proposées pour estimer
le module de cisaillement initial Gmax pour différents types de sols, permettant ainsi, de caractériser
leur comportement élastique linéaire dans le domaine de très faibles déformations. Cependant, toutes
ces relations sont basées sur deux évidences expérimentales : le module de cisaillement initial et
une fonction linéaire du l’indice du vide et dépend étroitement de la contrainte effective moyenne p0
[HR63]. L’étude récente réalisé par Gryczmanski [Gry09] fournit un état de l’art exhaustif concernant
le comportement des sols dans le domaine de très faibles déformations.
Dans le domaine des faibles déformations (s <  < v), des non-linéarités plus ou moins pro-
noncées et la dissipation d’énergie apparaissent dans la courbe contrainte-déformation. Toutefois le
comportement du matériau reste réversible puisque les déformations permanentes sont encore négli-
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geables. Ainsi, le comportement mécanique du matériau est souvent représenté, dans cette gamme de
déformations, par un modèle viscoélastiques linéaires équivalents dont les paramètres caractéristiques
sont le module de cisaillement sécant G et le coefficient d’amortissement structurel (hystérétique) 
ou le coefficient de perte  équivalents. Ces derniers (le coefficient d’amortissement équivalent et le
coefficient de perte) sont défini par la relation suivante :
 = 2 =
1
2
W
W
(1.5)
où W désigne l’énergie de déformation élastique emmagasinée durant un cycle de chargement -
déchargement, représentée par la surface grisée dans la Fig.1.7 et W est l’énergie dissipée pendant
ce cycle.
Il faut bien noter que les forces dissipatives dans les sols sont indépendantes de la vitesse de char-
gement (fréquence). Ainsi le comportement viso-élastique et souvent modélisé avec un amortissement
structurel (hystérétique).
Plusieurs modèles peuvent être utilisés pour décrire le comportement visco-élastique équivalent
des sols. Dans le cas du modèle de Kelvin-Voigt et un chargement harmonique représenté par Eq.
(1.6) :
 = me
i!t (1.6)
où m est l’amplitude de la déformation et ! est la pulsation, l’énergie de déformation est simple-
ment obtenue par :
W =
1
2
G2m (1.7)
et l’énergie dissipée est exprimée par :
W =
1
2
G2m (1.8)
Dans la gamme des déformations modérées (moyennes) et larges, le comportement des sols de-
vient fortement non linéaire. Des changements significatifs apparaissent dans la microstructure du
matériau, générant, par conséquent, des déformations volumiques et de cisaillement irréversibles
[Vuc84]. Ce comportement fortement non linéaire avec des déformations plastiques (irréversibles)
ne peut être décrit que par des modèles élasto-plastique non linéaires. Parmi ces derniers, le modèle
élasto-plastique avec écrouissage cinématique s’est révélé le modèle le plus approprié pour décrire le
comportement des sols dans le domaine de moyennes et larges déformations [Pre78, Ber12a, Ber12b].
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FIGURE 1.9 – Courbes de réduction du module de cisaillement et du coefficient d’amortissement
équivalent
La relation contrainte-déformation de la Fig.1.7, décrivant le comportement des sols sous cisaille-
ment cyclique est également obtenue en représentant le module de cisaillement sécant Gs et le co-
efficient d’amortissement équivalent  ou le coefficient de perte , en fonction de la déformation 
(Fig.1.9). Généralement, ces derniers sont représentés dans un diagramme semi-logarithmique (en
fonction du logarithme de la déformation), donnant, par conséquent, lieu à des courbes en forme de
"S" appelées "courbes de réduction".
La description mathématique de ces dernières est, principalement, établie à l’aide de modèles ou
fonctions hyperboliques, [Kon63, DC70, HD72b, HD72a] dont les expressions sont, respectivement :
Gs =
Gmax
1 + /r
(1.9)
 = max

r + 
(1.10)
où r est la déformation en cisaillement de référence donnée par r = f=Gmax , f est la
contrainte limite de cisaillement à la rupture. max est le coefficient d’amortissement maximal.
Hardin et Drnevich [HD72b, HD72a], ont également proposé une relation (Eq.1.11) reliant le
coefficient d’amortissement équivalent au module de cisaillement sécant :
 = max

1  Gs
Gmax

(1.11)
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Ainsi la relation (Eq.1.10) proposée par Yoon [Yoo91] peut être obtenue simplement, en combinant
Eq.1.11 avec Eq.1.9.
Par ailleurs, la Fig.1.8 met en évidence la dégradation du module de cisaillement sécant avec
l’augmentation du niveau de déformation. Elle montre, également, l’existence, d’une part, d’un seuil
s pour les déformations de cisaillement au-delà duquel, le module sécant n’est plus constant, dé-
finissant, par conséquent, le domaine de comportement élastique linéaire qui est caractérisé par le
module de cisaillement Gmax. Il faut bien noter que dans cette gamme de déformations le coefficient
d’amortissement est très faible et il est généralement, négligé. D’autre part, un seuil pour les défor-
mations de volume v, au-delà duquel, les déformations permanentes avec changement de volume et
le comportement irréversible du matériau commencent à apparaître. Entre ces deux seuils, les sols ont
un comportement, généralement viscoélastique non linéaire.
1.4.2 Matériaux traités au liant hydrocarboné
Unmatériau traité au liant hydrocarboné, couramment appelé enrobé bitumineux, est un composite
constitué de granulats (graviers, sables) et d’un liant hydrocarboné (bitume) dont les proportions
sont définies de façon à assurer une cohésion et une rigidité optimales dans le mélange. Le liant
est principalement responsable de la cohésion alors que le squelette granulaire assure la rigidité du
mélange [Baa02].
Malgré sa faible proportion, ( 4   7% en poids), le liant contribue pour une grande part, au
comportement globale du matériau composite. Il confère au mélange à travers ces propriétés visco-
élastiques et sa thermo-sensibilité, un comportement qui dépend, à la fois du temps (fréquence) et de
la température. En effet, sous des charges rapides (hautes fréquences) le comportement du matériau
est élastique. Alors que lorsque les charges sont appliquées lentement (très basses fréquences) celui-ci
devient fluide visqueux. Entre ces deux extrémes, la réponse des matériaux bitumineux est, essentiel-
lement, viscoélastique dont la linéarité dépend du niveau de sollicitation (contrainte ou déformation).
Les seuils délimitant ces différents domaines varient sensiblement avec la température.
Outre la fréquence, la température et le niveau de déformations ou de contraintes, la réponse des
matériaux bitumineux aux sollicitations cycliques dépend, également, du nombre de cycles appliqués,
tel que montré à la Fig.1.10 [BR98].
Sous faibles amplitudes de déformations (" < 10   4) et pour un nombre élevé de cycles, le
matériau présente un endommagement par fatigue caractérisé par l’accumulation des déformations
plastiques avec le nombre de cycles et la diminution de la rigidité du matériau. Alors que lorsque le
nombre de cycles ne dépasse pas quelques centaines, celui-ci est considéré, en première approxima-
tion, viscoélastique linéaire.
Pour un faible nombre de chargements et des déformations de quelques pour cents, le comporte-
ment observé est fortement non linéaire.
Alors que sous des amplitudes proches de la rupture dont le seuil dépend de la température, les
matériaux bitumineux présentent un comportement, essentiellement, viscoplastique matérialisé par
l’apparition des déformations irréversibles non négligeables. L’accumulation de ces dernières crée de
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l’orniérage.
FIGURE 1.10 – Différents domaines de comportement des matériaux bitumineux [BR98]
Récemment, une synthèse de l’état actuel de la recherche et des méthodes d’étude sur les maté-
riaux bitumineux a été réalisée sous la direction de Corté et di Benedetto [BlRP04, BlRP05]. Les
conclusions ont mis l’accent sur les particularités du comportement mécanique de ces matériaux
et l’influence du liant sur le comportement du mélange qualifié d’élasto-viscoplastique et thermo-
susceptible.
1.4.2.1 Comportement viscoélastique linéaire
Dans le domaine des faibles déformations (" < 10   4) le comportement viscoélastique linéaire
des enrobés bitumineux, est caractérisé par un module complexe E. En laboratoire, ce dernier est
déterminé à partir des essais homogènes (traction/compression) ou non homogènes ( e.g flexion, com-
pression diamétrale) [BR98]. Bien que les premiers sont, généralement préconisés, en raison de leur
simplicité et la capacité d’accéder directement aux lois de comportements des matériaux, toutefois en
France, l’essai non homogènes de "flexion à deux points" est, généralement utilisés pour la caractéri-
sation du comportement viscoélastique linéaire des matériaux bitumineux. Ceci est argumenté par le
fait qu’au niveau de la chaussée, les couches bitumineuses sont, principalement, sollicitées en flexion
sous les charges roulantes.
Dans tous ces essais, qu’il soit homogène ou non homogène, contrôlé en déformation ou en
contrainte, l’éprouvette est sollicité à un chargement cyclique de forme sinusoïdale, caractérisée par
son amplitude est sa fréquence.
Le module complexe est défini alors, pour une température donnée par :
E =

"
= Er + iEi (1.12)
où Er et Ei sont respectivement, la composante réelle et la composante imaginaire du module
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complexe dont la première est associée à la partie élastique alors que la deuxième reflète la partie
visqueuse du matériau et  et " sont, respectivement la contrainte et la déformation complexes
généralement, axiales (sauf dans le cas d’essai de compression diamétrale appelé aussi "essai brési-
lien").
Dans le cas d’essai contrôlé en déformation, elles sont exprimée, par :
"(t) = "mei!t avec "(t) = Im["(t)] = "m sin(!t)
et
(t) = mei(!t+') avec (t) = Im[(t)] = m sin(!t+ ')
où "m et m sont les amplitudes, respectivement, de la déformation et de la contrainte. ' est
l’angle de déphasage compris en 0 et =2. Il caractérise le comportement visqueux du matériau dont
la valeur donne une indication sur la prédominance élastique ou visqueuse du comportement.
Le module complexe est exprimé, également par :
E = jEj ei' (1.13)
où jEj représentant la norme du module complexe est appelé "module dynamique" ou "module
de rigidité". Sa valeur est utilisée dans le dimensionnement des chaussées (Fig.1.11) [BR98].
FIGURE 1.11 – Module complexe isotherme
Une autre caractéristique importante, qui intervient dans le dimensionnement des chaussées et
permet d’évaluer les déformations latérales, est le coefficient de Poisson complexe . Il est défini par
Eq.1.14 :
 =
"3m
"1m
ei (1.14)
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Où "3m est l’amplitude de déformation dans la direction axiale ou longitudinale et "
1
m celle pro-
duite dans la direction radiale ou transversale.  est l’angle de déphasage entre ces déformations. Il
caractérise le retard qu’accusent les dernières sur les premières.
Une approche alternative est également utilisée afin d’évaluer le module complexe à partir des
caractéristiques des composants du matériau bitumineux. La motivation de cette démarche est prin-
cipalement due aux coûts et aux temps importants que nécessitent les essais de caractérisation en
laboratoire. Plusieurs relations ont été proposées [HK64, UGG77, WF96, WAM99], cependant, elles
sont toutes établies de façon empirique et elles sont dérivées des statistiques et le principe de compa-
raison.
1.4.2.2 Modélisation du comportement viscoélastique linéaire
Le comportement viscoélastique linéaire des matériaux bitumineux est généralement, décrit par
des modèles rhéologiques combinant des rigidités est des amortissements. Parmi ces modèles, les
plus couramment utilisés sont le modèle de Burger, maxwell généralisé, Kelvin-Voigt généralisé et le
modèle d’Huet-Seyagh [Hue63, Say65](Fig.1.12). Toutefois, ce dernier, développé et surtout utilisé
en France, offre une meilleure description temporelle et fréquentielle du comportement mécanique
des matériaux bitumineux. Il est constitué de deux branches parallèles. La première possède un res-
sort et deux amortisseurs paraboliques correspondant à l’élasticité instantanée et retardée de l’enrobé.
La seconde est constituée d’un ressort correspondant au comportement statique ou à long terme de
l’enrobé. Le comportement thermo-visco-élastique est alors caractérisé, à une fréquence de sollicita-
tion ! et une température  par le module complexe (Eq.1.15) :
FIGURE 1.12 – Modèle d’Huet-Sayegh
E(!; ) = E0 +
E1   E0
1 + (i!()) k + (i!()) h
(1.15)
E1 est le module élastique instantané,E0 le module élastique statique, k et h sont les exposants des
amortisseurs paraboliques (1>h>k>0),  est un coefficient sans dimension, positif, pondérant l’apport
du premier amortisseur dans le comportement et  est le temps caractéristique qui varie seulement
avec la température. Son expression est donnée par :
() = eA0+A1+A2
2
où A0; A1 et A2 sont des paramètres définis à partir des données expérimentales.
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1.5 Evaluation structurelle des chaussées
Bien que les techniques non destructives ont fait l’objet de recherches depuis plusieurs décennies,
ce n’est que récemment qu’elles ont vu de nombreuses applications. Actuellement, le développement
de ces techniques pour évaluer l’état structurel et l’intégrité des chaussées routières et aéroportuaires
ne cesse de croître. Car elles permettent de fournir les paramètres nécessaires pour établir un diagnos-
tic sur leurs états structurels. Selon le phénomène exploité et le mode d’analyse utilisé, ces techniques
peuvent être regroupées, principalement, en deux catégories [Roe98] :
– Essais de propagation des ondes ;
– Essais de déflexion.
Les premières sont, principalement, basée sur l’analyse spectrale de la propagation des ondes dans
le milieu de la chaussée, alors que les deuxièmes leur principe est basée sur l’analyse de la déformée,
communément appelée "bassin de déflexion", générée par une sollicitation statique ou dynamique. Si
les premières, en raison des faibles énergies utilisées pour les sollicitations, ne permettent de fournir
que les propriétés physiques de la structure testée, qui sont, ensuite, utilisés pour déterminer les ca-
ractéristiques mécaniques des matériaux, les dernières, en revanche, en raison de mise en charge des
chaussées dans des conditions réelles ou similaire à l’action d’un demi-essieu d’un véhicule lourd,
fournissent les paramètres nécessaires pour l’évaluation structurelle des chaussées. Cependant, les
propriétés mécaniques des matériaux des différentes couches, nécessaires pour cette évaluation, ne
sont pas établies de manière directe. Ils sont souvent obtenus par des méthodes inverses utilisant des
modèles statiques.
1.5.1 Méthodes de déflexion
Bien que l’analyse spectrale des ondes de surface est également utilisées pour l’évaluation structu-
rel des chaussées notamment avec le développement du SPA (spectral pavement Analyser) [NBC93,
GM02], toutefois les méthodes de déflexion sont les plus communément adoptées et préférées par
les ingénieurs des routes. D’ailleurs, au cours des deux dernières décennies, la tendance vers des ap-
pareils dit "à très grand rendement" (i.e capables de s’insérer dans le trafic et de réaliser en même
temps, des mesures de déflexion en continue et à grande vitesse) a pris une grande importance aussi
bien dans le domaine de la recherche que dans les esprits des gestionnaires des routes. Cependant, le
déflectomètre à masse tombante reste encore la technique la plus largement utilisée pour l’évaluation
structurelle des chaussées.
Par rapport au mode de chargement utilisé, les essais de déflexion sont distingués en essai à char-
gement statique ou quasi-statique, essais à chargement oscillatoire stationnaire et essais à chargement
transitoires.
Parmi les techniques utilisant un chargement statiques on trouve, principalement, l’essai à la
plaque [LCP65, AFN00, YW75], alors que dans le cas d’un chargement quasi-statique, on peut citer
l’essai à la poutre Benkelman [YW75, KS68], the Traveling Deflectometer [ZF66], le déflectographe
Lacroix [AFN93], le Curviamètre [Paq77] et les mesures à inclinomètre [BR78].
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Le chargement oscillatoire, est utilisé, principalement, durant les essais effectués avec Dynaflect
[SaWMM66] et Road Rater.
Quant aux essais à chargement transitoire, on trouve principalement le FWD, le Heavy weight
deflectometer (HWD) une version du FWD dédiée pour les chaussées aéroportuaires [Bro10] et cinq
appareils, dans le monde, dont certains sont encore en phase de développement, capables de réaliser,
sous une roue en mouvement à grande vitesse, des mesures de déflexion en continu [Hil02, ATN10].
Aux États-Unis, on trouve : le Rolling Dynamic Deflectometer [BS98], le Rolling Wheel Deflectome-
ter [Die10, EAKG+12] et le Rolling Weight Deflectometer [JR96] dont le Airefeild Rolling Weight
Deflectometer est la version développée pour les chaussées aéroportuaires, alors qu’en Suède il y a le
Rolling Deflection Meter et au Danemark, le High Speed Deflectograph [SHL06]
1.6 Conclusions
La chaussée est un système multicouches plus ou moins complexe qui est, constamment, sou-
mise à des sollicitations mécaniques et climatiques combinées avec des phénomènes chimiques qui
vont participer, plus ou moins rapidement selon leurs niveaux de sollicitation, à la dégradation des
performances des différents matériaux. Ces derniers peuvent être distingués en trois types : les sols
et les matériaux granulaires, les matériaux traités aux liants hydrocarbonés et les matériaux traités
aux liants hydrauliques. Au cours des dernières décennies, des efforts considérables ont été consa-
crés pour décrire le comportement complexe des matériaux de chaussées. Plusieurs approches ont
été utilisées pour expliquer leurs comportements non linéaires qui ont abouti au développement de
plusieurs modèles. Mais la détermination des champs de contraintes et des déformations reste encore
assez approximative, particulièrement pour les sols et les matériaux granulaires.
Par ailleurs, la dégradation des performances des chaussées nécessitent des interventions pério-
diques. Afin d’assurer la sécurité des usagers et préserver le patrimoine routier, des opérations de
maintenance et de réhabilitation sont souvent, entreprises. Cependant le choix de la maintenance ou
de la réhabilitation exige, souvent, la connaissance de l’état fonctionnel et structurel actuel de la
chaussée. Plusieurs techniques son actuellement utilisées à cette fin. Parmi celles-ci, le déflectomètre
à masse tombante reste la méthode la plus utilisée pour évaluer l’état structurel des chaussées, et ce
en raison, d’une part, de la rapidité de l’essai comparé aux autres, d’autre part, de sa capacité à repro-
duire un chargement comparable à celui que génère un demi-essieu d’un véhicule lourd roulant avec
une vitesse de 70-80 Km/h.
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Chapitre 2
Déflectomètre à masse tombante et
méthodes d’interprétation
2.1 Introduction
Le déflectomètre à masse tombante ou Falling Weight Deflectometer (FWD) est un appareil de
mesure non destructif qui a fait l’objet de nombreuses recherches pour son développement et l’inter-
prétation de ces données. Il est, actuellement, considéré l’un des outils les plus utilisé dans le domaine
du génie routier afin de décrire et comprendre le comportement des structures de chaussées. Toutefois,
la mesure des déflexions à l’aide du déflectomètre à masse tombante n’est pas une fin en soi, celles-ci
(mesures) doivent être interprétées de manière à pouvoir être utilisée pour évaluer l’état structurel de
la chaussée. Ainsi, ce chapitre est, principalement, consacré à la description de l’appareil FWD et la
présentation des différentes méthodes, actuellement, utilisées pour l’interprétation des données issues
des essais.
2.2 Description du déflectomètre à masse tombante
Le déflectomètre à masse tombante (Fig. 2.1) est un appareil d’essai non destructif conçu, d’une
part pour reproduire, à l’aide d’un impact sur un disque initialement posé sur la surface libre de
la chaussée, la charge correspondant à un demi-essieu d’un camion se déplaçant avec une vitesse
d’environ 70-80 km/h et d’autre part, à mesurer les déflexions générées par cette même force, en
différents points disposés radialement à partir du centre d’impact.
L’appareil FWD est contenu dans une remorque ((Fig. 2.1) qui peut être tractée par une véhicule
léger ou lourd. Il est constitué d’une partie mécanique et une partie électronique. La partie mécanique
comprend principalement, un dispositif de chargement dynamique qui se trouve à l’arrière de la re-
morque et une poutre métallique qui sert à positionner, par rapport au centre d’impact, les différents
capteurs de vitesse (géophones) (Fig. 2.2). Le dispositif de chargement dynamique comporte la plaque
de chargement, la masse tombante et le système de levage, généralement un vérin hydraulique qui sert
à soulever la masse tombante à la hauteur voulue afin de réaliser de nouveaux essais. La plaque de
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FIGURE 2.1 – Système du test FWD
chargement est constituée de deux disques (plaques) entre lesquels est insérée une cellule de charge
permettant de mesurer la force d’impact. La plaque inférieure de 300 ou 450 mm de diamètre et qui
peut être segmentée ou non permet de transmettre la charge à la surface de la chaussée. Afin d’as-
surer un plein contact et une distribution uniforme de la pression sous la plaque de chargement, une
membrane en caoutchouc de 5-7 mm d’épaisseur est utilisée sous la plaque de chargement.
FIGURE 2.2 – Déflectomètre à masse tombante : schéma de principe
Comme son nom l’indique, le déflectomètre à masse tombante confère sa charge dynamique au
moyen d’une masse, généralement de 50-300 kg qui se trouve initialement, à une hauteur donnée
(5-40cm) par rapport au disque supérieure de la plaque de chargement, appelée aussi "enclume". Une
fois libérée, la masse tombe en chute libre et impacte la plaque de chargement qui repose initialement,
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sur la surface de la chaussée (Fig. 2.2), générant, par conséquent, une impulsion, d’une durée de 25
à 30 millisecondes (ms) et dont la valeur maximale varie entre 10 et 120 kN. Toutefois, en pratique,
les charges maximales du déflectomètre à masse tombante sont habituellement comprises entre 20
et 75 kN. Afin, d’une part, d’amortir le choc entre la plaque de chargement et la masse tombante et
d’autre part, de contrôler la durée et l’intensité de la force d’impact, des amortisseurs (tampons en
élastomère) sont généralement montés sur l’enclume.
Quant à la partie électronique, elle se résume à la chaîne d’acquisition qui comprend en plus des
capteurs, l’armoire de contrôle et d’acquisition et l’unité de pilotage qui permet de piloter l’appareil
et d’enregistrer et sauvegarder les données des mesures.
Le déflectomètre à masse tombante sert, principalement à :
– déterminer la capacité structurale des chaussées ;
– déterminer les modules d’élasticité des couches de matériaux par rétrocalcul ;
– segmenter un réseau routier en sections homogènes regroupées selon l’état structurel de cha-
cune ;
– effectuer le contrôle de qualité durant la phase de construction.
Actuellement, le déflectomètre à masse tombante est largement adopté dans le monde pour éva-
luer l’état structurel des chaussées. Bien que le dispositif est surtout utilisé au niveau étude (projet),
toutefois, il est fréquemment, utilisés pour l’analyse d’un réseau et souvent avec peu d’informations
complémentaires.
Au niveau réseau, l’utilisation du dispositif connaît un intérêt croissant pour collecter des données
et des valeurs plus précises nécessaires aux systèmes de gestion des chaussées. Afin de planifier
de manière rationnelle les opérations d’entretien et de réhabilitation des chaussées permettant, par
conséquent, la planification des besoins et l’allocation des ressources, les données sur l’état structurel
des chaussées issues des essais au FWD servent principalement :
– à segmenter et regrouper selon l’état structurel les sections homogènes du réseau.
– à évaluer la durée de vie résiduelle de chaque section par rapport au critère défini à priori.
Contrairement à la gestion au niveau du réseau, au niveau étude (projet) le déflectomètre à masse
tombante a été depuis de nombreuses années utilisé pour évaluer la nécessité d’un entretien d’une
section sélectionnée de la chaussée. Ainsi, au premier niveau, il est utilisé pour aider à confirmer ou
à superviser le besoin d’entretien suggéré par des études au niveau du réseau. Au niveau suivant, il
est utilisé pour diagnostiquer les déficiences structurelles de la chaussée et d’identifier les causes pro-
bables de détérioration. Ceci permet d’orienter le choix approprié d’intervention et de dimensionner
les traitements et les renforcements nécessaires.
Actuellement il existe deux types d’appareils dérivés du déflectomètre à masse tombante et qui
sont dédiés soit pour évaluer des chaussées particulières soit pour évaluer, seulement, certaines couches
des structures de chaussées. Le premier est le Heavy weight deflectometer [Bro10](HWD). Celui-ci
est développé pour effectuer des essais de déflexion sur les pistes aéroportuaires. Fondamentalement,
il s’agit du même appareil que le FWD, mais possédant des masses additionnelles afin d’obtenir des
charges équivalentes à celles qu’exerce un avion (150-300 kN) sur la chaussée. Le deuxième type
d’appareil est le déflectomètre portable ou Light weight deflectometer (LWD). Celui-ci est une ver-
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sion simplifiée du déflectomètre à masse tombante dont la masse tombante (10 à 15 kg) est manipulée
directement par l’opérateur. Il est développé, principalement, pour évaluer les capacités portantes
des plates formes et des sols supports. Cet appareil est caractérisé par sa gamme faible des charges
dynamiques maximales (5-15 kN) qui est adaptée pour les plates-formes et les sols support.
2.3 Procédures d’essai
Les essai au déflectomètre à masse tombante sont effectués selon des protocoles différents établis
pour chaque niveau de gestion.
Au niveau réseau, des directives ont été proposées notamment aux États-Unis (Normes AASHTO
T 256-1 Standard Method of Test for Pavement Deflection Measurements et ASTM D 4695-96 Stan-
dard Guide for General Pavement Deflection Measurements), en Europe par le COST 336 (2005) et
en Australie par Austroads (2005). Généralement, les essais FWD sont réalisés dans la roulière droite
de la voie de droite à des distances variant entre 50 à 500 m [Gre07]. Toutefois, l’établissement une
procédure harmonisée couvrant les diverses politiques de gestion, des budgets et des types de réseaux,
reste encore un défi [CST05].
Au niveau étude (projet), de nombreuses procédures d’essai ont été publiées par différentes admi-
nistrations routières notamment celle du SHRP-LTPP (1991 et 1993) au Canada et au USA, celle du
CROW (1998) en Hollande et celle du COST (2005). Cette dernière a fourni, particulièrement, pour
l’utilisation du FWD pour l’évaluation des chaussées souples, des directives qui couvrent :
– les procédures de mesure, y compris les mesures des épaisseurs des couche et de la température ;
– le pré-traitement des mesures, y compris la segmentation en sections homogènes ;
– le calcul des modules de rigidité des couches, y compris la modélisation des chaussées, les
programmes et rétrocalcul et la normalisation des modules de rigidité ;
– la détermination des contraintes et des déformations ;
– l’estimation du trafic ;
– l’évaluation de l’état structurel des chaussées, y compris l’interprétation directe des rigidités et
l’estimation de durée de vie résiduelle ;
– le dimensionnement des solution d’entretien, y compris l’estimation des ; l’épaisseur des couches
de renforcement ;
– les rapports de projet.
Plus particulièrement, la procédure d’essai du FWD au niveau étude comprend :
– le choix de ou des voie(s) de relevés ;
– la sélection des alignements longitudinaux (roulière droite, roulière gauche ou au centre de la
voie entre les roulières) ;
– le choix du nombre de points d’essais et du patron de relevés (par exemple, en quinconce) ;
– la sélection des niveaux de charge correspondant aux charges appliquées par les pneus des
véhicules lourds (par exemple, 27, 40, 50 kN) ;
– la configuration du système de chargement (masse, amortisseurs, diamètre de la plaque circu-
laire) ;
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– le positionnement des géophones le long de la règle, par exemple, 0, 200, 300, 450, 600, 900 et
1 500 mm avec sept géophones, selon le C-SHRP (1991)
– la mesure périodique de la température du revêtement tout au long des relevés ;
– le positionnement du FWD au point d’essai ;
– le pré-chargement à l’aide d’un minimum de un lancée de la masse tombante pour asseoir conve-
nablement la plaque et les géophones contre le revêtement ;
– la prise de mesure selon la procédure de chargement préétablie (minimum de deux lancers par
niveau de charge) ;
– la poursuite des relevés au point d’essai suivant.
De plus, le chaînage localisant des points d’essais doit être mesuré. Il est important de noter que
la température du revêtement doit être mesurée lors de ces essais, car elle influence les propriétés
mécaniques du revêtement en enrobé bitumineux, et donc, indirectement les déflexions. De plus,
l’interprétation des essais FWD nécessite une connaissance de la nature des matériaux et de leur
épaisseur, particulièrement pour déterminer leurs modules élastiques par rétrocalcul. Par conséquent,
le carottage du revêtement et le sondage des matériaux de fondations et des sols sont des activités
nécessaires pour l’analyse des essais.
2.4 Interprétation statique des essais au FWD
L’interprétation des essais au déflectomètre à masse tombante (FWD) s’effectue essentiellement
selon deux approches. D’une part, il y a l’approche statique qui se base sur la forme et l’importance
des déflexions maximales. Celles-ci définissent la déformée appelée aussi le bassin de déflexion ainsi
que les paramètres associés [Hor87] qui permettent d’identifier les modules par calcul inverse. D’autre
part il y a l’approche dynamique qui est basée sur l’analyse des historiques de la déflexion dans le
domaine temporel ou fréquentiel. Toutefois cette dernière, reste encore peu utilisée. L’enquête réalisé
par le COST [CST05] a montré que sur les 31 participants seuls deux utilisent l’approche dynamique
pour l’identification et l’évaluation des module d’élasticité des couches de chaussées.
Les modèles et les concepts utilisés pour interpréter les essais au déflectomètre à masse tombante
selon l’approche statique sont présentés dans cette section. Ils incluent le concept de la ligne d’in-
fluence et celui du module de surface ou couramment appelé module de Boussinesq.
2.4.1 module de surface (Boussinesq)
Lamanière la plus simple de décrire un système chaussée/sol est de considéré un milieu semi-infini
homogènes, isotropes linéaires élastique. Dans ce cas, les équations de Boussinesq [Bou85] sont ap-
pliquées. Ces dernières permettent de déterminer les contraintes, les déformations et les déplacements
à l’intérieur du milieu ((Fig.2.3). À l’origine, les équations de Boussinesq sont développées pour une
charge statique et ponctuelle appliquée à la surface d’un milieu semi-infini, mais par l’intégration, des
équations pour une charge distribuée ont été dérivées.
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FIGURE 2.3 – Equations de Boussinesq pour un milieu semi-infini sous une force ponctuelle
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Sous une charge ponctuelle Q (Fig.2.3), le déplacement vertical en un point à surface du milieu
semi-infini est donnée par (Eq.2.1) :
wr =
1  2
rE
Q (2.1)
On définit alors, le module de surface ou de Boussinesq pour une force ponctuel par :
E =
1  2
rwr
Q (2.2)
avec wr est la déflextion au point situé à une distance radiale r par rapport au point d’application
de la charge et  est le coefficient de Poisson.
Dans le cas d’une charge appliquée sur une plaque circulaire de rayon a, la déflexion au centre de
la plaque (r ' 0) est exprimée par :
w0 =
2
 
1  2
aE
Q (2.3)
qui donne :
E =
2
 
1  2
awr
Q (2.4)
Ainsi, si la force et la déflexion sont connues, les équations Eq.2.1 et Eq.2.2 permettent de calculer
le module de surface du milieu semi-infini homogène, isotrope et linéaire élastique .
FIGURE 2.4 – Module de surface des milieux semi-infini et multicouche [Irw04]
La Fig.2.3 montre les tracés des modules de surface d’un milieu semi-infini et celui d’un mi-
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lieu multicouche composée d’une couches de surface, d’une couche de fondation et d’une couche
semi-infini représentant la plate-forme. On remarque que les équations Eq.2.2 et Eq.2.4 ne sont pas
appropriées quand elles sont appliquées à un système multicouche. Pour ce dernier, la déflexion au
centre dépend des modules de chacune des couches. Ainsi, le module de surface calculée au centre
sous-estime le module de la couche de surface, et surestime celui de la plate-forme. Les modules
obtenus, par conséquent, correspondent à des modules apparents. Toutefois, loin de la zone d’appli-
cation de la force, le module de surface est proche de celui de la plate-forme. Cela illustre un autre
principe de base sur lequel est fondé le calcul inverse selon l’approche statique. Il consiste à utiliser
les déflexions externes loin du centre pour déterminer les modules des couches profondes, notamment
les couches de sol et de la plate-forme.
2.4.2 La théorie élastostatique des milieux multicouches
Tandis que les équations de Boussinesq représentent une solution élastique pour un système à une
seule couche, Burmister [Bur43, Bur45], a développé, premièrement, des solutions pour un système
à deux couche et plus tard pour un système à trois couches.
Toutefois un travail important est réalisé par Schiffman [Sch62]. Celui-ci a proposé une solution
analytique permettant l’analyse des contraintes et des déplacements dans un système multicouche
élastique. Celle-ci est, rapidement, devenu populaire. Avec le développement des ordinateurs, plu-
sieurs codes de calcul basés sur la solution analytique ont été développés pour l’analyse élastique
linéaire des structures de chaussées.
Actuellement, la théorie d’élasticité des milieux multicouches est largement utiliser pour l’inter-
prétation des données issues des essais au déflectomètre à masse tombante. Elle sert de modèle direct
dans la procédure de calcul inverse des modules d’élasticité. permettant, ainsi, de caler les mesures
issues des essais à celles calculées à l’aide de la solution analytique.
L’une des principales limitations de la théorie des systèmes multicouche pour l’analyse des essais
FWD est l’hypothèse de conditions de chargement statique alors que l’appareil génère un impact à
la surface de la chaussée. Cette limitation a été reconnue par différents chercheurs [Roe98, SMP05].
Al-Khoury [lAK02] indique que l’analyse statique des essais effectués à l’aide du déflectomètre à
masse tombante peut s’avérer problématique puisque cette analyse ne permet pas de tenir compte
des conditions de chargement propres appareil susceptibles d’influencer l’importance des déflexions.
Ces conditions de chargement se distinguent notamment en termes de durée et de forme pour une
même charge maximale. Des méthodes d’analyse dynamique des systèmes multicouches ont donc été
développées pour palier à ces simplifications de la théorie élasto-statiique des milieux multicouches.
Une autre limitation importante de cette théorie est liée au comportement mécanique des matériaux
granulaires et des sols. Nous avons montré dans le chapitre précédant que le comportement de ces
matériaux est généralement, non linéaire et dépend fortement du niveau de contraintes [SCC62]. Les
effets du comportement non linéaire sur la réponse de la chaussée sous une charge dynamique est
étudié notamment par Zaghloul et White [ZW93]. Ils ont montré que ses effets sont plus importants
près de la zone d’impact.
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D’un autre coté, les enrobés bitumineux présentent non pas un comportement élastique, mais vis-
coélastique fortement influencé par la température et la fréquence de chargement tel que décrit dans
le chapitre précédent.
2.4.3 Modèle d’Odmark et méthode des épaisseurs équivalentes
Le besoin pour un outil pratique, qui pourrait fournir la réponse de la chaussée dans un délai
raisonnables et avec une précision, également, raisonnables par rapport aux programmes basé sur la
théorie d’élasticité des milieux multicouches, a permis le développement de la méthode des épais-
seurs équivalentes (Equivalent Thickness Method). Celle-ci, développée par Odmark dans les années
quarantes([Ode49], est aujourd’hui, largement utilisée, en particulier en Europe, pour l’analyse du
comportement mécanique des chaussées et pour l’interprétation des essais au deflectomètre à masse
tombante. Une publication très riche sur le principe et l’application de cette méthode est réalisée par
Ullidtz [Ull87].
Le concept de la méthode d’Odemark est basé sur l’égalité du module de rigidité d’une couche
ou d’un système multicouches et celui de la couche équivalente (Eq.2.5). Ainsi les contraintes et les
déformations sont supposées ne dépendre que de la rigidité. Par conséquent, si le module de rigidité
reste constant, alors, les contraintes et les déformations sont supposées être, aussi, constantes, bien que
l’épaisseur h, le module d’élasticité E, et le coefficient de Poisson  ont changé. Cette hypothèse est
mathématiquement n’est pas valide. Toutefois la méthode a montré, dans la pratique, une capacité à
décrire les champs de contraintes et des déformations, dans un milieu multicouche, avec une précision
raisonnable.
Eih
3
i
(1  2i )
=
Eeh
3
e
(1  2e)
(2.5)
où hi représente l’épaisseur et Ei et le module de young
FIGURE 2.5 – Méthode d’Odmark
Le principe de la méthode d’Odmark est illustré sur la figure Fig.2.5 qui représente la transforma-
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tion d’un système à deux couches en un milieu semi-infini pour lequel les équations de Boussinesq
peuvent être utilisées pour déterminer la réponse de la chaussées à l’interface entre les deux couches
(partie droite de la Fig.2.5). Pour le calcul de la réponse a l’interface entre les couches, la couche
supérieure est traitée comme un demi-espace, et la couche inférieure est ignoré (partie gauche de la
Fig.2.5).
Les efforts considérables qui ont été consacrés à la validation de la méthode d’Odemark par rap-
port à la théorie d’élasticité des milieux multicouche élastiques, ont abouti à introduire un facteur de
correction f qui permet d’obtenir une meilleure concordance entre les deux méthodes. Il convient de
noter, cependant, que ce facteur permet seulement, la correspondent entre les deux méthodes théo-
riques. Il n’améliore pas l’accord entre les situations théoriques et pratiques.
Souvent f est choisi égal à 0.9 pour la première interface pour un système à deux couches et 1 pour
la première interface dans un système multicouche. Pour les autres interfaces une valeur de 0.8 est
recommandée [Ull87]. L’épaisseur du système équivalent à un système multicouche, est déterminée
alors comme suit :
he;n = fj
n 1X
i=1
hi
3
r
Ei
En
(2.6)
Où En représente le module de la n  ieme couche qui constitut la référence à laquelle est trans-
former le système multicouche, i est le numéro de la i  ieme couche et j est le numéro de interface
entre les i+ 1 et i  1 couches.
La méthode des épaisseurs équivalent est, actuellement, utilisée pour l’interprétation des essais
au déflectomètre à masse tombante. Plusieurs programmes de calcul inverse des modules d’élasticité
des couches de chaussées ont été développés sur la base de cette méthode. Toutefois le plus connu
est le programme ELMOD développé par Ullidtz [Ull87]. Ce dernier a indiqué également, les limites
de la méthode des épaisseurs équivalentes pour l’analyse et l’interprétation des essais aux FWD. Il a
montré que la méthode s’applique bien dans le cas où la rigidité du système multicouche diminue avec
la profondeur. Toutefois il a précisé que dans le cas d’un fort contraste de rigidité entre les différentes
couches les résultats obtenus sont moins précis.
2.5 Conclusions
Ce chapitre a été consacré principalement, à la description de l’appareil déflectomètre à masse
tombante (FWD) ainsi que les méthodes actuellement, utilisée pour l’interprétation des données is-
sues de ses essais. Le deflectomètre à masse tombante sert principalement, à évaluer l’état structurel
des chaussées. Il permet de répondre aux besoins de gestion des routes selon deux niveaux. Au niveau
étude (projet), l’appareil permet de dresser un diagnostic sur l’état structurel des chaussées, d’identi-
fier les causes de dégradation et d’évaluer leur ampleur. Au niveau réseau les essais au déflectomètre
à masse tombante servent à planifier les opérations d’entretien et de réhabilitation permettant par
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conséquent, la planification des besoins et l’allocation des ressources.
Ces deux dernières décennies, le développement des appareils à très grand rendement capables de
s’insérer dans le trafic et réaliser en même temps des mesures de déflexion en continu et à grande
vitesses, a pris une grande importance. Toutefois le FWD reste la technique la plus adoptée pour
l’évaluation structurelle des chaussées. Actuellement, l’interprétation des essais au déflectomètre à
masse tombante est effectuée en adoptant une approche statique. Les modèles utilisés pour identifier
les propriétés de matériaux des différentes couches sont basés soit sur la théorie élasto-statique des
milieux multicouches soit sur la méthode des épaisseurs équivalentes développée par Odmark.
Bien que de nombreuses méthodes ont été développées, ces dernières années, pour l’interprétation
dynamique des essais au déflectomètre à masse tombante, toutefois, celles-ci reste encore compliquée
à introduire dans la pratique.
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Chapitre 3
Analyse dynamique de la propagation
des ondes dans un milieu stratifié
3.1 Introduction
Dans toutes les activités de recherche sur le comportement dynamique des structures, une étude
de la propagation des ondes est un aspect de grande importance.
De nombreuses techniques impliquant des solutions analytiques et numériques ont été dévelop-
pées pour l’analyse dynamique de la propagation des ondes dans les milieux stratifiés. Un travail
important a été réalisé par Thomson [Tho53] et Haskell [Has53], qui ont développé la méthode de
matrices de transfert. Plus tard, Kausel et Roesset [KR81] ont modifié cette méthode pour introduire
la matrices de rigidité. Celle-ci est obtenue en réarrangeant le système des équations d’équilibre de
façon que les forces s’exprimées en fonction des déplacements. Bien que cette méthode n’apporte
aucune précision à la méthode de matrice de transfert, toutefois, en raison de la symétrie de la matrice
de rigidité (contrairement à celle de la méthode de matrice de transfert), elle s’est avérée plus efficace
et simple à mettre en œvre. Kausel et Roesset [KR81] ont fourni des solutions analytiques continue
et semi-numériques pour le système d’équations d’équilibre dynamiques. Les solutions continues dé-
crivent la propagation des ondes dans une couche sous une forme exacte en résolvant un ensemble
d’équations transcendantes. Toutefois, ces solutions présentent, dans certaines applications, des insta-
bilités numériques impliquées dans la mise en œuvre des intégrales infinies dans les codes de calcul
[FRS95].
La méthode des éléments spectraux développés par [Doy97] combine avec élégance la solution
exacte de la propagation des ondes avec la procédure d’assemblage des matrices élémentaires du sys-
tème dans la méthode des éléments finis. Les systèmes dynamiques sont résolus par double somma-
tion sur les fréquences concernées et les nombres d’onde ([RD92], permettant d’atténuer les inconvé-
nients de la mise en œuvre de l’intégration numérique infinie. La distribution de masse est modélisée
avec précision et donc un seul élément suffit pour décrire l’ensemble de la couche sans la nécessité au
recours à les subdivisions comme se fait dans la méthode des couches minces. Cela rend le système
d’équations dynamiques résultant très petits et donc efficace. En outre, la méthode convient à la fois
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au champ proche ainsi qu’ au champ éloigné, ce qui la rend appropriée pour l’analyse des essais au
déflectomètre à masse tombante.
3.2 Elasto-dynamique dans les conditions axisymétriques
Les principes fondamentaux de l’élastodynamique sont abordés dans cette section, avec une brève
revue des concepts essentiels et des hypothèses. On supposera que le matériau est homogène, continu
et isotrope. Cela implique que les propriétés élastiques sont les mêmes dans toutes les directions
à chaque point. Les conditions de chargement particulières du FWD suggèrent que la propagation
des ondes soit axisymétrique en raison de la plaque de chargement de forme circulaire [AKSKB00].
Cette hypothèse permet de simplifier les équations puisque la composante tangentielle du déplacement
devient nulle sous ces conditions.
3.2.1 Equations d’équilibre
Les équations d’équilibre d’un milieu continu dans un système de coordonnées cylindriques,
peuvent être dérivées en considérant un élément infinitésimal de volume dV = r:dr:d:dz dont les
surfaces sont parallèles au plans r,  et z, comme l’illustre la figure 3.1.
FIGURE 3.1 – Composantes des contraintes d’un élément infinitésimal
L’application des lois fondamentales de la dynamique à cet élément aboutissent, généralement,
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aux équations aux dérivées partielles suivantes projetées dans le repère cylindrique :
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où ur, u et uz sont les les accélération dans les direction radiale, tangentielle et axiale, respective-
ment. fvr, fv et fvz sont les forces de volume dans les mêmes directions précédentes respectivement.
Le point indique la dérivée partielle par rapport au temps et  représente la densité massique.
Lorsque l’accélération ui est nulle, les équations 3.1 à 3.3 se réduisent aux équations d’équilibre
statique.
La résolution des équations d’équilibre nécessite une loi de comportement qui établie la relation
entre les contraintes et les déformations et relie donc les contraintes aux déplacements. Cette loi de
comportement a la forme générale suivante :
ij = Cijkl"kl (3.4)
Dans le cas de l’élasticité isotrope linéaire, seuls les paramètres de Lamé  et , sont nécessaires
pour représenter le tenseur Cijkl :
ij = ij"kk + 2"ij (3.5)
où  est équivalent au module de cisaillement G, "kk est la déformation volumique correspondant
à la trace du tenseur de déformation infinitésimale "ij et ij est le symbole de Kronecker.
Les équations d’équilibre peuvent être exprimées en termes des composantes du déplacement,
U = (ur u uz), pour donner les équations suivantes :
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Et sous forme vectorielle, elles conduisent à l’équation de Navier :
(+ )r(r  U) + r2U + fv =  U (3.9)
Ou encore de manière plus générale, si l’on considère les forces de viscosité.
(+ )r(r  U) + r2U + fv =  U +  _U (3.10)
Où rU est le gradient de U , r:U sa divergence, r2U son Laplacien, fv le vecteur des forces de
volume,  la viscosité et _U le vecteur de vitesse. Lorsque les forces de volume et de viscosité sont
considérées égales à zéro, on obtient alors l’équation suivante :
(+ )r(r  U) + r2U =  U (3.11)
L’équation de Navier 3.11 représente un système linéaire d’équations différentielles hyperboliques
avec comme variables dépendantes ur, u et uz . Son écriture ne dépend pas du système de coordon-
nées. Puisque ces équations de mouvement sont linéaires, le principe de superposition peut donc être
appliqué [Saa74]. Etant donné que l’hypothèse des conditions axisymétriques semble raisonnable, la
propagation des ondes lors des essais FWD sur chaussée s’apparente à un problème axisymétrique
classique, sans torsion. Dans ce cas, les équations précédentes se trouvent simplifiées puisque les dé-
placements sont indépendants de la composante , car en conditions axisymétriques, @@ = 0 et
_ = 0.
Par conséquent, u = v = 0
Donc, le problème élasto-dynamique en conditions axisymétriques consiste à trouver les compo-
santes "ij et le vecteur des déplacements U avec (u = 0) qui satisfont :
– Equation d’équilibre avec z = r = 0
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(3.12)
– Relations déformations - déplacements linéaires :
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– Loi de comportement élastique linéaire (Loi de Hooke) :
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Et si les Eq.3.12 à Eq.3.14 sont combinées, alors le problème doit satisfaire l’équation de Navier
Eq.3.11 ; Où le gradient, la divergence et le Laplacien de U sont donnés en condition axisymétriques
par :
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De plus, des conditions aux frontières doivent être prescrites à la surface S du solide. Achenbach
(1999) indique les conditions aux frontières les plus communes :
– Conditions essentielles (géométriques, de Dirichlet) : les composantes ui du vecteur de dépla-
cements U sont assignées sur la frontière.
– Conditions naturelles (de forces, de Neumann) : les trois composantes des contraintes de traction
Ti sont prescrites sur la frontière par le principe de Cauchy selon l’équation : rrnr + zrnz =
Tr; zrnr + zznz = Tz .
– Combinaison des conditions de déplacement aux frontières sur la partie Su de la frontière et des
conditions de traction aux frontières sur la partie Sf , telle que la frontière : S = Su
S
Sf .
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3.3 Solution par la méthode des éléments spectraux
La formulation du modèle d’élément spectral pour une analyse dynamique des structures (pour un
élément de structure) est assez semblable à la formulation des modèles éléments finis classiques. Ce-
pendant, la principale différence est qu’en général la formulation des éléments spectraux commence
par transformer les équations différentielles partielles du mouvement du domaine temporel dans le
domaine fréquentiel en utilisant la transformée de Fourier. A la suite de la transformation, les équa-
tions aux dérivées partielles initiales, exprimée dans le domaine temporel deviennent des équations
différentiel ordinaires exprimées dans le domaine fréquentiel. Celles-ci sont ensuite résolues exacte-
ment et les solutions exactes des ondes sont utilisées pour calculer les fonctions de forme. La matrice
de rigidité dynamique élémentaire exacte, appelée aussi matrice spectrale élémentaire est finalement
formulé en utilisant les fonctions de forme dynamiques d’une manière analogue à celle communé-
ment utilisée dans des éléments finis. Dans ce qui suit, nous décrivons une formulation des éléments
spectraux en termes de la relation force-déplacement.
3.3.1 Décomposition d’Helmholtz
Pour résoudre l’équation de Navier, l’hypothèse de continuité du champ de déplacement et son
évanescence à l’infini permet l’utilisation de la décomposition d’Helmholtz. Ainsi, le vecteur de dé-
placement U peut être exprimé par la somme du gradient d’un potentiel scalaire  et du rotationnel
r d’un potentiel vectoriel  [Cor02] :
U = r+r  (3.18)
Les deux potentiels sont continus en tous points et différentiables à l’intérieur du solide, là où U est
aussi continu. Le terme de gradient est parfois noté la composante longitudinale, puisqu’il est orienté
dans la direction où le taux de changement du potentiel scalaire est le plus grand. Et le terme du
rotationnel est noté la composante transverse. Selon Achenbach [Ach99], les composantes du vecteur
 satisfont aussi la condition r   = 0 pour éviter que la composante  r demeure indéterminée.
L’équation de Navier peut être exprimée en termes des potentiels en éliminant le Laplacien de
l’équation Eq.3.11 à l’aide de l’identité vectoriel suivante :
r2U = r(r  U) rr U (3.19)
Avec le rotationnel r donné en coordonnées cylindriques par :
r =

1
r
@
@
  @
@z

er +

@
@z
  @
@r

e +
1
r

@
@r
  @
@

ez (3.20)
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Pour obtenir
(+ )r(r  U) + (r(r  U) rr U) =  U = @
2U
@t2
(3.21)
Ensuite, le vecteur de déplacement dans Eq.3.21 est substitué dans l’équation Eq.3.18 où le dépla-
cement est exprimé en termes des potentiels. Après simplification, l’équation suivante en résulte :
(+ 2)r  (r2)  r (r2 ) = (r+r  ) (3.22)
Elle consiste en deux types d’ondes. Le premier type d’onde est obtenu en prenant la divergence
de Eq.3.21, on tire l’équation qui décrit la propagation des ondes de compression.
r2(r2) = 
(+ 2)
r2 , r2 = 
(+ 2)
 =
1
V 2p
 (3.23)
Et le second type d’onde est obtenu en prenant maintenant le rotationnel de l’équation Eq.3.21, on
a alors :
r2(r2 ) = 

r2  , r2 = 

 =
1
V 2s
 (3.24)
Cette équation décrit la propagation des ondes de cisaillement. Les solutions de l’équation Eq.3.21
sont obtenues si les potentiels  et  satisfont ces équations d’onde (Eq.3.23et Eq.3.24).
Vp est la vitesse des ondes de compression pour lesquelles la déformation consiste en une dilata-
tion ou un changement de volume, et Vs est la vitesse des ondes de cisaillement pour lesquelles la
déformation consiste en un cisaillement et une rotation sans changement de volume. Ces vitesses sont
définies par :
Vp =
s
+ 2

; Vs =
r


(3.25)
Dans le cas axisymétrique, la composante tangentielle ( ) du vecteur  est la seule qui soit non
nulle, de telle sorte que   sera noté  par la suite. Alors, la relation entre les déplacements et les
deux potentiels, donnée par Eq.3.18, devient :
ur = u =
@
@r
  @ 
@z
(3.26)
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uz = w =
@
@z
  1
r
@r 
@r
(3.27)
Ainsi, on obtient, en introduisant les déplacements exprimés par les équations Eq.3.26 et Eq.3.27
dans l’équation de Navier Eq.3.11, les équations de mouvement en conditions axisymétriques.
@2
@r2
+
1
r
@
@r
+
@2
@z2
=
1
V 2p
 (3.28)
@2 
@r2
+
1
r
@ 
@r
+
@2 
@z2
   
r2
=
1
V 2s
 (3.29)
3.3.2 Expressions des potentiels scalaire et vectoriel
En premier lieu, déterminons la solution pour le potentiel scalaire (). Une méthode élégante pour
résoudre une équation différentielle de second ordre consiste à utiliser la transformée de Fourier de
cette équation de l’analyse spectrale des ondes. Ainsi, on appliquant la transformée de Fourier = à
l’équation Eq.3.28 :
=

1
V 2p


= =

@2
@r2
+
1
r
@
@r
+
@2
@z2

(3.30)
 !2^(r; z) = V 2p
 
@2 ^
@r2
+
1
r
@^
@r
+
@2^
@z2
!
(3.31)
L’équation d’équilibre de l’onde de compression exprimée dans le domaine fréquentiel sous forme :
 !2^(r; z) = V 2p
 
@2^
@r2
+
1
r
@^
@r
+
@2^
@z2
!
(3.32)
La solution particulière de l’équation Eq.3.32 est obtenue à l’aide de la méthode de séparation
des variables. Puisque (r; z) est fonction des deux variables r et z, la solution peut être décrite par
deux fonctions indépendantes, R^r et Z^(z) dont chacune dépend respectivement de r et de z. Ainsi, la
fonction ^(r; z) prend la forme suivante :
^(r; z) = R^(r):Z^(z) (3.33)
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En substituant Eq.3.33 dans l’équation Eq.3.32, et en divisant chaque membre par V 2p R^(r):Z^(z),
on obtient :
 !2R^(r):Z^(z) = V 2p
 
Z^(z)
@2R^(r)
@r2
+
Z^(z)
r
@R^(r)
@r
+ R^(r)
@2Z^(z)
@z2
!
(3.34)
Après simplification et réarrangement, on obtient :
 !2
V 2p
=
1
R^(r):Z^(z)
 
Z^(z)
@2R^(r)
@r2
+
Z^(z)
r
@R^(r)
@r
+ R^(r)
@2Z^(z)
@z2
!
(3.35)
Ensuite, en égalant chaque côté par une constante arbitraire, disons  k2, deux équations différen-
tielles indépendantes pour R(r) et Z(z) sont obtenues :
 !2
V 2p
  1
Z^(z)
@2Z^(z)
@z2
=
1
R^(z)
@2R^(r)
@r2
+
1
rR^(z)
@R^(r)
@r
=  k2 (3.36)
Soit :
@2R^(r)
@r2
+
1
r
@R^(r)
@r
+ k2R^(z) = 0 (3.37)
et
@2Z^(z)
@z2
+

!2
V 2p
  k2

Z^(z) = 0 (3.38)
En premier lieu, la solution de l’équation 3.37 est obtenue en posant s = kr et en utilisant la règle
de dérivation en chaîne, soit :
1
r
=
k
s
(3.39)
@R^(r)
@r
=
@R^(s)
@s
@s
@r
= k
@R^(s)
@s
(3.40)
@2R^(r)
@r2
=
@2R^(s)
@s2
@2s
@r2
= k2
@2R^(s)
@s2
(3.41)
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On obtient alors :
s2
@2R^(s)
@s2
+ s
@R^(s)
@s
+ s2R^(s) = 0 (3.42)
La solution de l’équation 3.42 est donnée par les fonctions de Bessel J0 et Y0 de premier et de
second type. Puisque la fonction Y0 est infinie à r = 0 et que l’oscillation du système multicouche
est finie à l’origine, cette solution est rejetée. Par conséquent, la solution pour la fonction R^(r) est la
suivante :
R^(r) = A1J0(kr) (3.43)
Où A1 est une constante à déterminer selon les conditions aux frontières et k représente le nombre
d’onde dans la direction radiale. La quantification du nombre d’onde en direction radiale k dépend du
type de condition aux frontières. Celles-ci seront précisées plus loin.
Quant à la seconde fonction indépendante Z^(z), l’équation Eq.3.38 peut s’écrite sous la forme
suivante :
@2Z^(z)
@z2
+ k2pzZ^(z) = 0 (3.44)
Où kpz =

!2
V 2p
  k2
0:5
représente le nombre d’onde de compression en direction verticale, l’indice p réfère à l’onde de
compression, z à la direction verticale. Cette équation admet comme solution la fonction suivante :
Z^(z) = A2e
 izkpz (3.45)
avec :
k2pz =
!2
V 2p
  k2 (3.46)
Donc, la solution particulière pour le potentiel scalaire  est obtenue par la combinaison des solu-
tions données aux équations Eq.3.43 et Eq.3.45 (Ac = A1 A2), soit :
^(r; z) = Ace
 izkpzJ0(kr) (3.47)
Maintenant, détermination la solution pour le potentiel vectoriel. De la même manière que pour le
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potentiel scalaire, en appliquant la transformation de Fourier à l’Eq.3.29 on obtient.
 !2 ^(r; z) = V 2s
 
@2 ^
@r2
+
1
r
@ ^
@r
+
@2 ^
@z2
   ^
r2
!
(3.48)
qui devient avec la méthode de séparation des variables :
@2R^(r)
@r2
+
1
r
@R^(r)
@r
+

k2   1
r2

R^(z) = 0 (3.49)
@2Z^(z)
@z2
+

!2
V 2s
  k2

Z^(z) = 0 (3.50)
La solution de l’équation Eq.3.49 est donnée par les fonctions de Bessel J1 et Y1 de premier et de
second type. Pour les mêmes raisons évoquées précédemment, la solution de la fonction de Bessel de
second type Y1 est rejetée. Par conséquent, la solution pour la fonction R^(r) est la suivante :
s2
@2R^(s)
@s2
+ s
@R^(s)
@s
+
 
s2   1 R^(s) = 0 (3.51)
R^(r) = B1J1(kr) (3.52)
où B1 est une constante à déterminée selon les conditions aux frontières et k est le nombre d’onde
dans la direction radiale dont la quantification dépend aussi du type de conditions aux frontières.
Quant à la seconde fonction indépendante Z^(z) du potentiel vectoriel  (r; z) l’équation Eq.3.48
prend la forme suivante :
@2Z^(z)
@z2
+ k2szZ^(z) = 0 (3.53)
Où k2sz =
!2
V 2s
  k2 représente
le nombre d’onde de cisaillement en direction verticale, l’indice s réfère à l’onde de cisaillement.
L’équation Eq.3.53 admet comme solution la fonction suivante (Eq.3.54) :
Z^(z) = B2e
 izksz (3.54)
Finalement, la solution du potentiel vectoriel  ^(r; z) est obtenue par la combinaison des solutions
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particulières données aux équations Eq.3.52 et Eq.3.54 (Bc = B1 B2), soit :
 ^(r; z) = Bce
 izkszJ1(kr) (3.55)
3.3.3 Formulation des éléments spectraux axisymetriques élastiques
La méthode des éléments spectraux [Doy97] est utilisée pour la formulation d’éléments spectraux
axisymetriques élastiques. Deux types d’élément sont nécessaires pour modéliser un milieu multi-
couche. Le premier type d’élément, dit élément spectral de couche, correspond à une couche dont
l’épaisseur est finie et possède donc deux noeuds associés aux deux interfaces. Le deuxième type
d’élément, dit élément spectral de couche semi-infinie, correspond à une couche dont l’épaisseur est
semi-infinie et possède donc seulement un noeud associé à la seule interface de la couche.
3.3.3.1 Élément spectral de couche
L’élément de couche est représenté par deux surfaces circulaires parallèles et espacées d’une dis-
tanceH correspondant à l’épaisseur de la couche (Fig.3.2). Ces deux surfaces confinent le mouvement
des ondes. Cet élément est physiquement défini par un noeud au centre de symétrie de chacune des
surfaces qui dispose de deux degrés de liberté : l’un radial et l’autre vertical. Ainsi, les déplacements
radial u et vertical w au noeud 1 sont identifiés par les indice 1 et 2 respectivement. Notons qu’à ces
nœuds des forces externes peuvent être appliquées. Cet élément s’étend horizontalement jusqu’à une
distance finie (r = R) ou infinie (r =1) où l’on admet a priori qu’il n’y a plus de vibration, comme
il sera discuter plustard.
FIGURE 3.2 – Elément spectral de couche
La réponse en tous points de l’élément est déterminée par la superposition des ondes incidentes
et des ondes réfléchies qui se propagent dans des directions opposées. Par conséquent, les potentiels
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donnés par les équations Eq.3.47 et Eq.3.55 doivent être modifiés pour tenir compte à la fois des
ondes incidentes et des ondes réfléchies. Ainsi, ces potentiels peuvent s’écrire comme suit :
^ =  

Ace
 izkpz + Cce i(H z)kpz

J0(kr) (3.56)
 ^ =

Bce
 izksz +Dce i(H z)ksz

J1(kr) (3.57)
où H est l’épaisseur de l’élément. Le premier terme entre parenthèse dans ces deux équations
représente l’onde incidente qui se propage à partir de z = 0 et le second terme représente l’onde
réfléchie à l’interface z = H .
les expressions des déplacements spectraux unitaires en directions radiale et verticale sont données
respectivement par :
u^ =
h
 Ace izkpz   Cce i(H z)kpz + ikszBce izksz   ikszDce i(H z)ksz
i
J1(kr) (3.58)
w^ =
h
 ikpzAce izkpz + ikpzCce i(H z)kpz + kszBce izksz + kszDce i(H z)ksz
i
J0(kr) (3.59)
En posons les déplacements radial et vertical aux nœuds de l’élément spectral égaux à u1 et w1 à
z = 0 et à u2 et w2 à z = H et en appliquant ces conditions aux équations précédentes, la relation
matricielle suivante est obtenue entre les coefficients Ac; Bc; CcetDc et les déplacements nodaux :
qui peut se mettre sous la forme matricielle :
D^ = A^:C^ (3.60)
où D^ est le vecteur des déplacements nodaux, A^ est la matrice carrée 4 x 4 et C^ est le vecteur des
coefficients. En isolant le vecteur des coefficients, le système d’équations devient :
C^ = A^ 1:D^ (3.61)
Notons que le vecteur des coefficients C^ de cette équation correspond à la fonction de forme
dans les méthodes conventionnelles d’éléments finis. Cependant, cette fonction est déterminée dans
le cas des éléments spectraux sur la base d’une solution explicite de l’équation d’onde procurant
une distribution exacte de la masse. Par conséquent, un seul élément est nécessaire pour décrire le
comportement dynamique d’une couche de matériau. Les coefficients Ac, Bc, Cc etDc du vecteur C^
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sont déterminés en terme des quatre déplacements nodaux (u^1; w^1; u^2; w^2) et cela requiert le calcul
de l’inverse de la matrice A^ donné par :
A^ 1 = B^ =
266664
B11 B12 B13 B14
B21 B22 B23 B24
B13 B14 B11 B12
B23 B24 B21 B22
377775 (3.62)
B11 =
k


k2Q21 + kpzksz
 
Q22   2e iHkpze iHksz
	
B12 =
iksz

 kpzkszQ21 + k2  2e iHkpze iHksz  Q22	
B13 =
k

 k2Q21e iHkpz + kpzksz +  Q22e iHkpz   2e iHksz	
B14 =
ikpz


k2
 
2e iHksz  Q22e iHkpz

+ kpzkszQ21e
 iHkpz	
B21 =
ikpz


k2
 
Q12   2e iHksze iHkpz

+ kpzkszQ11
	
B22 =
k

 k2Q11 + kpzksz  2e iHkpze iHksz  Q12	
B23 =
ikpz


k2
 
Q12e
 iHksz   2e iHkpz  kpzkszQ21e iHksz	
B24 =
k


k2Q11e
 iHksz + kpzksz
 
2e iHkpz  Q12e iHksz
	
avec :
 = 2k2kpzksz
 
4e iHkpze iHksz  Q12Q22
   k2pzk2sz + k4Q11Q21
Q11 = 1  e 2iHkpz
Q21 = 1  e 2iHksz
Q12 = 1 + e
 2iHkpz
Q22 = 1 + e
 2iHksz
où est l’équation caractéristique de l’élément spectral de couche.
L’utilisation du principe de Cauchy reliant les contraintes internes de compression et de cisaille-
ment (zzetrz) aux forces externes Ti appliquées aux frontières de l’élément, conduit au système
suivant :
8>>>><>>>>:
T^r1
T^z1
T^r2
T^z2
9>>>>=>>>>; = 
266664
 2ikkpz  N 2ikkpze iHkpz  Ne iHksz
N 2ikksz Ne
 iHkpz  2ikksze iHksz
2ikkpze
 iHkpz NeiHksz  2ikkpz N
 Ne iHkpz  2ikksze iHksz  N 2ikksz
377775
8>>>><>>>>:
Ac
Bc
Cc
Dc
9>>>>=>>>>;
(3.63)
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avec : N = k2sz   k2 et8>>>><>>>>:
Tr1
Tz1
Tr2
Tz2
9>>>>=>>>>; =
8>>>><>>>>:
 rz1
 zz1
rz2
zz2
9>>>>=>>>>; (3.64)
En notant la matrice 4x4 dans l’équation précédente Eq.3.63 par L^ et en substituant l’équation
Eq.3.61 dans l’équation Eq.3.63, la relation suivante est obtenue entre les contraintes externes de
traction et les déplacements nodaux :
T^ =

L^A^ 1

D^ (3.65)
L’expression entre parenthèses dans cette équation EQ.3.65 correspond à la matrice de rigidité
dynamique de l’élément spectral de couche, notée [K^]. Cette matrice est complexe et symétrique, et
elle dépend des fréquences ! et des nombres d’onde k. Celle-ci est donnée par :
h
K^
i
=
266664
k11 k12 k13 k14
k22 k23 k24
k33 k34
sym k44
377775 (3.66)
avec
k11 = k33 =


 ikpz  k2sz + k2  k2Q12Q21 + kpzkszQ11Q22	
k12 =  k34 = 

kkpzksz( k2sz + 3k2)(Q22Q12   4e iHkpze iHkszkpzksz)
 kQ11Q21(k2k2sz   k4   2k2pzk2sz)
	
k13 =


 2ikpz  k2sz + k2  k2Q21e iHkpz + kpzkszQ11e iHkpz	
k14 =  k23 = 

2kkpzksz
 
k2sz + k
2
  
Q22e
 iHkpz  Q12e iHksz
	
k22 = k44 =


 iksz  k2sz + k2  k2Q11Q22 + kpzkszQ12Q21	
k24 =



2iksz
 
k2sz + k
2
  
k2Q11e
 iHksz + kpzkszQ21e iHkpz
	
(3.67)
3.3.3.2 Élément spectral semi-infinie
L’élément spectral semi-infinie est un cas particulier de l’élément spectral de couche (Fig.3.3).
Il est développé afin de décrire un milieu où les ondes se propagagent sans qu’il y ait reflection de
celles-ci. Ainsi un seul nœud suffit pour représenter un tel milieu puisque il ne possède qu’une seule
frontière avec l’extérieur. Sur celle-ci peuvent s’appliquer les chargements et les conditions initiales.
Dans ce cas, les coefficients Cc et Dc deviennent nuls. Par conséquent, les déplacements spectraux u^
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FIGURE 3.3 – Elément spectral semi-infini
et w^ sont les suivants :
u^ =
h
 Ace izkpz + ikszBce izksz
i
J1(kr) (3.68)
w^ =
h
 ikpzAce izkpz + kszBce izksz
i
J0(kr) (3.69)
Soit u1 etw1 les deux degrés de liberté du nœud 1 dans la direction radiale et verticale, respesctive-
ment. En appliquant ces conditions aux Eq.3.68 et Eq.3.69, la relation matricielle entre les coefficients
Ac et Bc et les déplacements nodaux est la suivante :
(
u^1
w^1
)
=
"
 k  iksz
 ikpz k
#(
Ac
Bc
)
(3.70)
Cette équation a la même forme matricielle que l’équation Eq.3.60. En isolant les coefficients Ac
et Bc après inversion de la matrice carrée 2 x 2, on obtient :
(
Ac
Bc
)
=
1
k2 + kpzksz
"
 k iksz
 ikpz k
#(
u^1
w^1
)
(3.71)
Par ailleurs, la relation entre les contraintes de tractions appliquées Tj et les contraintes internes
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(zzetrz) au noeud 1 de l’élément est obtenue à l’aide du principe de Cauchy :
(
Tr1
Tz1
)
=
(
rz1
zz1
)
(3.72)
Par conséquent, une relation est établie entre les contraintes externes appliquées au noeud de l’élé-
ment et le vecteur des coefficients :
(
T^r1
T^z1
)
= 
"
 2ikkpz  (k2sz   k2)
 (k2sz   k2)  2ikksz
#(
Ac
Bc
)
(3.73)
En substituant le vecteur des coefficients Ac et Bc de l’équation Eq.3.71 dans l’équation Eq.3.73,
on obtient finalement la relation entre les tractions et les déplacements nodaux pour un élément spec-
tral de couche semi-infinie :
(
T^r1
T^z1
)
=

k2 + kpzksz
"
2ikpz(k
2
sz   k2) (2kpzkpz   k2sz + k2)k2
(2kpzkpz   k2sz + k2)k2 iksz(k2sz   k2)
#(
u^1
w^1
)
(3.74)
La matrice de rigidité d’un élément spectral de couche semi-infinie est
h
K^
i
=


"
ikpzk
2
s (2kpzksz   k2sz + k2)k2
(2kpzkpz   k2sz + k2)k2 ikszk2s
#
(3.75)
 = k2 + kpzksz
ks =
!2
V 2s
3.3.3.3 Expression des déplacements
Le déplacement dans la direction radiale est donné par :
u =
@
@r
  @ 
@z
(3.76)
Calculons le premier terme @@r :
u^ =
@^
@r
  @ ^
@z
(3.77)
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En dérivant la fonction de Bessel, l’équation devient :
@^
@r
=
@
@r

Ace
 izkpz + Cce i(H z)kpz

J0(kr)

=

Ace
 izkpz + Cce i(H z)kpz
 @
@r
J0(kr)
(3.78)
qui devient après développement :
@^
@r
=

Ace
 izkpz + Cce i(H z)kpz

( kJ1(kr))
=  

Ace
 izkpz + Cce i(H z)kpz

J1(kr)
(3.79)
calculons le deuxième terme @ @z
@ ^
@z
=
@
@z

Bce
 izksz +Dce i(H z)ksz

J1(kr)

=
@
@z

Bce
 izksz +Dce i(H z)ksz

J1(kr)
(3.80)
@ ^
@z
=

@
@z

Bce
 izksz

+
@
@z

Dce
 i(H z)ksz

J1(kr) (3.81)
Après dérivation, on obtient :
@ ^
@z
=

 ikszBce izksz + ikszDce i(H z)ksz

J1(kr) (3.82)
Et en combinant les deux termes on obtient l’expression du déplacement radial u^
u^ =
h
 Ace izkpz   Cce i(H z)kpz + ikszBce izksz   ikszDce i(H z)ksz
i
J1(kr) (3.83)
De la même façon, on a l’équation donnant le déplacement vertical en fonction des potentiels :
w =
@
@z
+
1
r
@(r )
@r
(3.84)
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Aprés le calcul des termes @@z et
1
r
@(r )
@r , l’expression du déplacement s’écrit :
w^ =
h
 ikpzAce izkpz + ikpzCce i(H z)kpz + kszBce izksz + kszDce i(H z)ksz
i
J0(kr) (3.85)
3.3.3.4 Expression des contraintes
les contraintes dans le milieu axisymetrique données dans Eq.3.14 peuvent également être expri-
mées par les solutions particulières des fonctions de potentiels Eq.3.47 et Eq.3.55. Les contraintes
normale et de cisaillement sont données dans le domaine des fréquences pour un élément spectral
par :
zz(r; z; k) =
h
 Ac
 
k2sz   k2

e izkpz   2ikkszBce izksz  
k2sz   k2

Cce
 i(H z)kpz + 2ikkszDce i(H z)ksz
i
J0(kr)
(3.86)
rz(r; z; k) =
h
 2iAckkpze izkpz +
 
k2sz   k2

Bce
 izksz 
2ikkszCce
 i(H z)kpz +
 
k2sz   k2

Dce
 i(H z)ksz
i
J1(kr)
(3.87)
3.3.4 Conditions aux limites
Deux types de conditions aux limites sont imposées aux système multicouche durant l’essai FWD.
D’une part, il y a une condition non homogène liée au chargement (la force d’impact du FWD)
imposés sur le nœud en surface. D’autre part il y a la condition homogène associée à l’évanescence des
champs de déplacements et de contraintes loin de la zone d’impact. Cette dernière condition constitue
une particularité de la méthode des éléments spectraux développée par [Doy97]. Elle implique la
définition d’un domaine fini délimité par une frontière fictive dans la direction radiale r = R, où
les déplacements sont nuls. Ce domaine doit être suffisamment grand pour permettre à toutes les
composantes du signal de se propager et ainsi représenter correctement la propagation des ondes dans
la région d’intérêt à proximité de la zonz d’impact du FWD [AKSKB01, Gre07].
Durant les essais au FWD, les conditions non homogènes sont définies par les contraintes normales
et de cisaillements imposées au noeud en surface de l’élément représentant la première couche du
milieu stratifié :
Sz(r) =
(
(qz; qr) ; 0  r  a
0 ; a  r  R (3.88)
où qz est la composante verticale et qr la composante radiale du chargement q(r; t). Dans le cas
des essais FWD, la pression est appliquée verticalement à la surface du milieu. Par conséquent, la
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composante horizontale de cisaillement qr est considérée nulle. Quant à la pression normale verticale
du FWD, notée
qz(r; t) = Q(t)Sz(r)=A,
elle est reliée à la contrainte en traction en surface par :
qz(r; t) =
Q(t)
A
Sz(r) = Tz(r; t) (3.89)
où A est l’aire de la plaque de chargement. À l’aide de la transformée de Fourier :
q^z(r) = F^nSz(r) = T^z (3.90)
où F^n est le spectre de la pression moyenne due au chargement du FWD. En considérant une
pression unitaire Fn = 1 Pa (positive en traction) uniformément répartie sur la surface, Sz(r) = 1
pour 0 < r < a , alors la contrainte imposée au noeud 1 à la surface du milieu est :
q^zunitaire = I^z1 = 1Pa (3.91)
Quant à la condition homogène à la frontière r = R, elle est définie par :
u^z(r) = 0 pour r = R (3.92)
où R est une distance éloignée de la source où l’on sait à priori que les ondes ^(r; z) et  ^(r; z)),
données par les équations Eq.3.23 et Eq.3.24, s’atténuent complètement, alors :
^(R; z) = 0;  ^(R; z) = 0 (3.93)
Cette condition particulière définit un domaine spatial fini pour l’analyse modale des signaux. Al-
Khoury [lAK02] soutient que cette condition particulière est adéquate pour reproduire un domaine
infini si la dimension R est suffisamment grande pour couvrir tous les modes possibles de vibration.
D’autre part, la propagation radiale des ondes est prise en compte par les fonctions de Bessel que l’on
retrouve dans les solutions particulières de ^(r; z) et  ^(r; z)), du cas axisymétrique, et donc de leur
atténuation géométrique avec la distance.
3.3.5 Solution de l’équation d’équilibre d’un élément spectral
Une fois que les conditions aux limites sont appliquées, le système des équations d’équilibre peut
être formulé et résolu. Pour établir une procédure de résolution, la formulation et la résolution pour
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un seul éléments spectral sont considérés en premier. Dans la section suivante cette procédure est
généralisée aux systèmes multicouches.
L’introduction de la condition homogène dans les équations 3.47 et 3.55 revient à imposer :
^(R; z) =  ^(R; z) = R^(R):Z^(R) = 0 (3.94)
où le terme R^(R) représente la fonction de Bessel J0(kR) et J1(kR), respectivement pour le
potentiel scalaire ^ et le potentiel vectoriel  ^. Par ailleurs, les solutions non triviales du terme R^(R)
dans les équations Eq.3.94 sont :
R^(R):J^0(kR) = 0 pour ^ (3.95)
R^(R):J^1(k R) = 0 pour  ^ (3.96)
Où k et k sont les constantes k pour chacun des potentiel respectifs. Les equations 3.95 et 3.97
possèdent une infinité de racines positives puisque la fonction de Bessel J0(kR)admet un infinité
de racines positives m. Alors kR = kR = m. Par conséquent k = km = mR donnant lieu à m
fonctions :
R^m(r) = J0(kmr) = J0(
m
R
r) (3.97)
De même, la fonction J1(k R) admet aussi une infinité de racines positives m distinctes des
racines m. Mais m est proportionnel à m, alors J1(m) = bJ1(m) en raison d’une des propriétés
des fonctions de Bessel. Par conséquent, on a kR = m. Alors on obtient m fonction de Bessel de
premier type d’ordre 1 :
R^m(r) = J1(kmr) = J1(
m
R
r) (3.98)
Cesm fonctions sont des solutions particulières de l’équation d’équilibre dans la direction radiale
et elles deviennent nulles à r = R. Chacune de ces fonctions correspond au nïeme mode normal de
vibration du système. Tel que justifié par Al-Khoury [lAK02], ce sont les racines de la fonction de
Bessel J0 qui sont utilisées dans le cas de l’analyse dynamique des essais FWD puisque l’impact
génère des contraintes normales en surface.
Compte tenu que m modes normaux de vibration sont des solutions des équations d’ondes pour
chaque fréquence de vibration !n, les solutions globales des fonctions de potentiel sont exprimées
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par une double sommation sur lesm nombres d’onde en direction radiale km et les n fréquences !n,
soient :
(r; z; t) =
X
n
X
m
Amne
 izkpzmnJ0(kmr)e i!nt (3.99)
 (r; z; t) =
X
n
X
m
Bmne
 izkszmnJ1(kmr)e i!nt (3.100)
où n = 1; :::; N et m = 1; :::;M: La valeur de M est déterminée à l’aide de la fonction de
distribution spatiale présentée plus loin. Ainsi, les déplacements peuvent être exprimés dans un milieu
axisymétrique sous la forme suivante :
(
u(r; z; t)
w(r; z; t)
)
=
1
A
X
n
X
m
q^mnH(z;km)
(
J1(kmr)e
 i!nt
J0(kmr)e
 i!nt
)
e i!nt (3.101)
où q^mn = FmFn dépend du spectre d’amplitude Fn et de la distribution spatiale du chargement
Fm dans le domaine des nombres d’onde, alors que H^n(z; km) représente la fonction de complaisance
du système multicouche déterminée par l’inverse de la matrice de rigidité globale multipliée par l’aire
A de la plaque de chargement.
3.3.5.1 Expressions des déplacements spectraux
Les solutions générales des déplacements spectraux (Eq.3.58, Eq.3.59) peuvent être représentée
sous forme des séries étant donnés la sommation sur lesm nombres d’onde km pour chaque fréquence
angulaire !n :
u^(r; z; k) =
h
 Amnkme izkpzmn   Cmne i(H z)kpzmn
+ ikszmnBmne
 izkszmn   ikszmnDmne i(H z)kszmn
i
J1(kmr)
(3.102)
w^(r; z; k) =
h
 ikpzmnAmne izkpzmn + ikpzmnCmne i(H z)kpzmn
+ +kBmne
 izkszmn + kDmne i(H z)kszmn
i
J0(kmr)
(3.103)
où la sommation surm = 1::::M .
Solution par la méthode des éléments spectraux 63
3.3.6 Résolution du problème pour un système multicouche
La matrice de rigidité globale du système [K^(km; !n)] à L couches doit être assemblée pour
chaque fréquence et chaque nombre d’onde. L’assemblage de cette matrice suit la même procédure
que celle utilisée dans les méthodes usuelles d’éléments finis. Ainsi, les matrices de rigidité de chaque
couche, identifiées par un exposant, sont assemblées depuis la couche de surface jusqu’à la dernière
couche du système. On remarque que la matrice [K^(km; !n)] est symétrique et diagonale. De plus,
elle est complexe et décrit donc un comportement atténuant dans le domaine du temps.
La simulation des déplacements sous l’impact du FWD est réalisée pour un système multicouche
selon la procédure suivante :
– Appliquer la transformée rapide directe de Fourier au chargement du FWD.
– Calculer les matrices de rigidité élémentaires [K^mn] pour chacune des couches selon le type
d’éléments spectraux et ce pour chaque fréquence !m et chaque nombre d’onde km.
– Assembler les matrices de rigidité élémentaires pour former la matrice de rigidité globale, et ce
à chaque fréquence !n et chaque nombre d’onde km. Un système global d’équations linéaires
complexes est alors obtenu. Ce système relie les déplacements nodaux aux contraintes nodales
dans le domaine des fréquences et prend la forme suivante :
266666664
K^(km; !n)
377777775
8>>>>>>>>>>>>>><>>>>>>>>>>>>>>:
u^1mn
w^1mn
:
:
:
u^Lmn
w^Lmn
9>>>>>>>>>>>>>>=>>>>>>>>>>>>>>;
=
8>>>>>>>>>>>>>><>>>>>>>>>>>>>>:
T^r1mn
T^z1mn
:
:
:
T^rLmn
T^zLmn
9>>>>>>>>>>>>>>=>>>>>>>>>>>>>>;
(3.104)
Le vecteur de gauche est le vecteur des déplacements nodaux et celui de droite est le vecteur
des contraintes externes normales et de cisaillement qui sont appliquées aux noeuds.
– Résoudre l’équation (Eq.3.104) pour obtenir les déplacements nodaux u^mn en considérant une
pression unitaire appliquée au noeud 1 de la couche de surface.
– Pondérer les déplacements nodaux par les coefficients de Fourier-Bessel Fm de la distribution
spatiale du chargement du FWD.
u^n(r; z) =
X
m
u^mnFmJ1(kmr) (3.105)
w^n(r; z) =
X
m
w^mnFmJ0(kmr) (3.106)
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– Pondérer ces déplacements par le spectre d’amplitude Fn du chargement du FWD pour tenir
compte de l’importance de la pression appliquée par le FWD.
– Finalement, reconstruire la solution générale dans le domaine temporel en utilisant la transfor-
mée inverse de Fourier. Ainsi, la solution générale s’exprime par deux sommations, la première
sur les nombres d’ondes en direction radiale km et la deuxième sur les fréquences angulaires
!n :
u(r; z; t) =
X
n
X
m
u^mnFmF^nJ1(kmr)e
 i!nt (3.107)
w(r; z; t) =
X
n
X
m
w^mnFmF^nJ0(kmr)e
 i!nt (3.108)
3.3.7 Coefficients de distribution spatiale du chargement
La pression sous la plaque de chargement du FWD est généralement supposé uniforme en raison
de la membrane en caoutchouc utilisée sous la plaque. Dans ce cas, la distribution spatiale unitaire de
la pression est exprimée par :
Sz(r) =
(
1 ; 0 6 r 6 a
0 ; a 6 r 6 R
(3.109)
Les coefficients de distribution spatiale Fm sont donnés par l’équation suivante :
Fm =
2
R2J21 (m)
RZ
0
rSz(r)J0 (kmr)d (3.110)
Dans le cas d’une distribution uniforme de la pression, (3.110) devient après calcul et simplifica-
tion [lAK02, GKL09] :
Fm =
2a
mRJ21 (m)
J1
m
R
r

(3.111)
3.4 introduction de l’amortissement hystérétique
L’introduction de l’amortissement structurel dans les équations d’équilibre, est simple à mettre en
œuvre dans le cas de solution par la méthode des éléments spectraux. Généralement, il on raisonne
au niveau du matériau pour aboutir à un module complexe défini par :
E (1 + i) = E (1 + 2i&)
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où  désigne le coefficient de perte et & est l’amortissement réduit. Par conséquent, les paramètres
de Lamé deviennent, également, complexes dans les équations d’équilibre traitées dans ce chapitre.
Ils sont exprimés par :
 =  (1 + 2i&) (3.112)
 =  (1 + 2i&) (3.113)
3.5 Conclusions
Dans ce chapitre un modèle semi-analytique basé sur la méthode des éléments spectraux a été
développé pour l’analyse dynamique de la propagation des ondes dans un milieu semi-infini est un
milieu stratifié. Ce modèle se caractérise par la combinaison de la solution exacte de la propagation
des ondes dans une couche et d’une solution approchée dans le cas d’un milieu multicouches.
La résolution du problème dynamique à l’aide de la la méthode des éléments spectraux nécessite
la transformation des équations d’équilibres du domaine temporel au domaine fréquentiel. Pour ce
faire la transformée de Fourier est utilisée.
Pour la modélisation des systèmes de chaussée par la méthode des éléments spectraux deux types
d’éléments en été développés. Le premier permet de décrire la propagation des ondes dans une couche
alors que le deuxième est développé pour décrire la propagation dans un milieu semi-infini.
L’un des avantage de la méthode des éléments spectraux est la facilité et simplicité avec laquelle
l’amortissement est introduit dans les équations d’équilibre.
Enfin, les résultats de cette méthode seront vérifiés avec ceux de la méthode des éléments finis qui
sera présentée au chapitre suivant.
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Chapitre 4
Modélisation numérique de l’impact
FWD
4.1 Introduction
L’analyse dynamique des essais FWD comporte deux aspects : la dynamique du chargement gé-
néré par l’appareil et la réponse de la chaussée sous l’impact qui est mesurée lors de l’essai. Quant au
premier aspect, des modèles simples ont été proposés ([AA03]) pour représenter l’impact produit par
le FWD et déterminer la force générée à la surface du milieu rigide en négligeant l’interaction FWD
- chaussée. Dans ce chapitre, nous présentons la résolution du problème du contact en dynamique par
la méthode des éléments finis. Pour cela, nous procéderons comme suit :
– dans la première partie, nous effectuerons un rappel des notions de cinématique du contact,
– dans la deuxième partie, nous proposerons une revue des différentes méthodes qui sont le plus
souvent utilisées pour intégrer la résolution du problème du contact dans la méthode des élé-
ments finis,
– dans la troisième partie, nous présenterons en détail la méthode de résolution utilisée dans notre
travail et que nous appelons de manière générale « méthode du bi-potentiel » (bi-potentiel de
contact, résolution globale et locale, détection de contact ...).
– dans la dernière partie, nous présenterons le schéma d’intégration adopté pour étendre le champ
d’application de notre algorithme aux problèmes d’impact, c’est-à-dire à la résolution de pro-
blèmes de contact avec frottement dans le domaine de la dynamique. C’est à la fois un enjeu
important car il ouvre un immense champ d’application mais aussi une difficulté considérable
tant la résolution du contact perturbe la stabilité des schémas de discrétisation classiques.
4.2 Cinématique du contact
Dans ce paragraphe, nous introduisons les notions nécessaires à l’introduction du problème du
contact dans la formulation d’un problème de mécanique. Pour une question de clarté, nous nous
plaçons dans la situation dans laquelle deux corps seulement peuvent entrer en contact. La formulation
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de problèmes mettant en jeu un plus grand nombre de solides se fait par simple extension de la
démarche présentée dans la suite.
4.2.1 Notations
Soient B1 et B2, deux corps déformables (figure 4.1) occupant, à l’instant initial, les ensembles
fermés 
  R3( = 1; 2). Par extension de ce qui avait été proposé dans le chapitre précédent, la
frontière @
 de chacun des deux corps est partitionnée en trois. Venant s’ajouter à  u et  

 , nous
définissons  c qui est la zone potentielle de contact sur laquelle B1 et B2 peuvent éventuellement
venir en contact à un instant tc . Cette nouvelle décomposition de la frontière de chacun des deux
solides doit vérifier :
@
 =  u [   [  c ;
; =  u \   =   \  c =  u [  c : (4.1)
'2tc( 
2
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FIGURE 4.1 – Cinématique du contact
Dans la suite, nous désignerons B1 comme étant l’impacteur et B2 comme étant l’obstacle. Ce
choix est tout à fait arbitraire et la situation inverse est strictement équivalente pour la formulation
continue du problème.
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Les deux solides sont en contact à l’instant tc si les éléments de frontières 'tc( 
1
c) et 'tc( 
2
c) ont
une partie commune. Ce que l’on peut traduire par :
'tc( 
1
c) \'tc( 2c) 6= ;: (4.2)
Il existe alors au moins un couple de points (X10;X
2
0) tel que :
'tc(X
1
0) = 'tc(X
2
0) X
1
0 2  1c et X20 2  2c : (4.3)
En ce point commun aux deux frontières, nous pouvons définir une normale commune à 'tc( 
1
c) et
'tc( 
2
c), noté n. Nous choisissons de diriger n vers l’extérieur de l’obstacle (B2 dans notre cas). Nous
construisons également le plan t = (t1; t2), orthogonal à n. Ce dernier est donc tangent à 'tc( 
1
c) et
'tc( 
2
c) en x
c
tc = 'tc(X
1
0) = 'tc(X
2
0) et permet de définir le repère local du contactRc = (t1; t2;n)
en xctc (figure 4.2). Notons qu’en toute rigueur, le repère Rc et l’ensemble de ses composantes sont
fonctions de tc et de xctc mais que par soucis de lisibilité nous omettons de faire apparaître cette
dépendance.
'2tc(

2
0)X3
X2X1 O
n
t2'1tc( 
1
c)
t1'2tc( 
2
c) x
c
tc
'1tc(

1
0)
FIGURE 4.2 – Repère local du contact
Afin de décrire le contact frottant qui a lieu, nous introduisons la notion de déplacement relatif par
rapport à B2 définie par :
u(xctc) = utc(X
1
0)  utc(X20); (4.4)
où utc(X
1
0) et utc(X
2
0) sont les déplacements deX
1
0 etX
2
0 définis dans (4.4).
Soit r(xctc) la force de contact exercée en x
c
tc par B1 sur B2. Le principe d’action-réaction nous
permet d’écrire que le solide B2 subit la réaction de contact  r(xctc). Dans le repère local du contact,
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ur et r peuvent être décomposés de manière unique sous la forme :
u = ut + un n; ut 2 t; un 2 R; (4.5)
r = rt + rn n; rt 2 t; rn 2 R: (4.6)
4.2.2 Contact unilatéral
Considérons une configuration connue Ct des deux solides (avec t 2 I) pour laquelle il n’y a pas
de contact (figure 4.3).
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FIGURE 4.3 – Définition du problème
Lors de la détermination de la configuration Ct+t, nous devons nous assurer pour chaque élé-
ment x1t+t de 't+t( 
1
c) que la loi de contact unilatéral est bien vérifiée. Cette dernière concerne
uniquement la partie normale de la force de réaction (la partie tangentielle faisant l’objet de la loi de
frottement). Dans le repère local du contact Rc = (t1; t2;n), la loi de contact unilatéral se présente
sous la forme de trois inégalités (appelées conditions de Signorini) :
1. condition de non-pénétration : elle permet de s’assurer qu’aucune particule de B1 ne pénètre
dans le solide B2.
g(x1t+t) = min
x2t+t2't+t( 2c)
h
(x1t+t   x2t+t)  n
i
 0: (4.7)
La fonction g renvoie donc, pour tout point de 't+t( 1c), la distance qui le sépare du point le
plus proche de't+t( 2c) affectée d’un signe indiquant s’il y pénétration ou pas. Nous noterons
x2 le point de 't+t( 2c) qui vérifie :
g(x1t+t) = (x
1
t+t   x2t+t)  n: (4.8)
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En pratique, ce point résulte de la projection orthogonale de x1t+t sur la surface de contact
't+t( 
2
c),
2. condition de non-adhésion : cette seconde condition traduit le fait que la réaction de contact
exercée par B2 sur B1 est dirigée vers l’extérieur de B2 et à donc pour effet de repousser B1.
Avec la convention d’orientation adoptée pour n, le non-adhérence s’écrit :
rn(x
1
t+t)  0; (4.9)
3. condition complémentaire : cette dernière condition assure qu’il ne peut y avoir une force de
réaction entre B1 et B2 que s’il y a contact :
g(x1t+t)  rn(x1t+t) = 0: (4.10)
Sur la figure 4.4, nous percevons déjà la difficulté que représente la résolution du contact dans un
calcul par éléments finis. En effet, la loi de contact n’est pas régulière dans le sens où elle n’est
pas définie par une fonction bi-univoque : il n’est pas possible de définir une fonction f telle que
rn = f(g) pas plus qu’une autre fonction f 0 telle que g = f 0(rn).
rn
contact
non-contact  g
FIGURE 4.4 – Loi de contact unilatéral
Notons g0 la distance initiale entreX10 etX
2
0 :
g0(X
1
0) = (X
1
0  X20)  n  0: (4.11)
Les conditions de Signorini peuvent alors être réécrites sous la forme :
g0 + un  0 ; rn  0 ; (g0 + un)  rn = 0 sur 't+t( 1c): (4.12)
Considérons maintenant le cas de deux solides initialement en contact sur une partie de  c. Sur cette
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partie de  c, les conditions de Signorini se réduisent à :
un  0 ; rn  0 ; un  rn = 0 sur 't+t( 1c): (4.13)
Ainsi, pour tout t 2 I = [ t0; t1 ], les surfaces potentielles de contact 't( c )( = 1; 2) peuvent
être découpées en deux parties distinctes : 't( c )
+ sur laquelle les deux corps sont effectivement en
contact et 't( c )
  pour laquelle il n’y a pas, à ce moment précis, de contact. Nous avons donc :
't( 

c ) = 't( 

c )
+ ['t( c )  et 't( c )+ \'t( c )  = ;: (4.14)
L’équation (4.13) traduit le fait que lorsque les deux solides sont en contact, seule une séparation est
autorisée. Elle ne permet pas d’exprimer la mise en contact de nouvelles zones.
Dans le contexte de la dynamique, comme c’est le cas pour les problèmes d’impact, il est possible
d’exprimer les conditions de Signorini en terme de vitesse :
_un  0 ; rn  0 ; _un rn = 0 sur 't( c )+: (4.15)
Lorsque _un > 0, les deux solides se séparent alors qu’ils restent en contact pour _un = 0. Il est
important de noter que cette dernière formulation n’est valable que si les deux solides sont initialement
en contact.
4.2.3 Loi de frottement - modèle de Coulomb
Il est maintenant nécessaire de définir la loi qui permettra, lors des calculs, de déterminer la partie
tangentielle des réactions de contact. Dans ce travail, nous ne considérons que les cas de frottement
sec. En effet, le problème de frottement lubrifié fait intervenir un troisième corps, en l’occurrence un
liquide, entre les deux solides et sort de notre domaine de recherche.
Dans cette loi de frottement, la force tangentielle appliquée au solide en contact doit dépasser
un certain seuil pour qu’un glissement se produise. Le seuil à dépasser pour obtenir un glissement
relatif entre les deux solides en contact est une constante, fixée à priori et qui dépend des matériaux
présents aux surfaces. Afin de refléter ce qu’il a observé par expérimentation, Coulomb a imposé une
dépendance du seuil de glissement vis à vis de la réaction normale. Ainsi, la loi de frottement de
Coulomb s’écrit :8<: Si krtk < rn alors _ut = 0;Si krtk = rn alors 9 > 0 tel que _ut =   rtkrtk : (4.16)
Comme les conditions de Signorini pour le contact unilatéral, le modèle de Coulomb définissant
le frottement constitue une difficulté majeure pour la résolution. Là aussi, la relation entre la force
tangentielle et le glissement relatif n’est pas définie par une fonction régulière comme le montre la
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figure 4.5.
 rn
rn
glissement
glissement
rt
  _ut
adhérence
FIGURE 4.5 – Loi de frottement de Coulomb
En couplant cette loi avec les conditions de Signorini, nous pouvons définir l’ensemble fermé et
convexe K  des forces de réactions admissibles par :
K  =

r 2 R3 tel que krtk   rn  0
	
: (4.17)
La représentation graphique de l’ensemble K  (appelé cône de Coulomb) est proposée sur la figure
4.6. Nous y retrouvons les trois statuts de contact possibles : non-contact, contact sans glissement et
contact avec glissement.
adhérence
glissement
rt1non-contact
rt2
rn
FIGURE 4.6 – Cône de Coulomb
Il est possible de différencier le coefficient de frottement qui s’applique lors de la phase de glis-
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sement de celui qui sert de seuil lors de la phase d’adhérence. On parle alors de coefficient d’adhé-
rence et de coefficient de frottement. En effet, les expérimentations montrent que la force nécessaire
pour maintenir un glissement relatif entre deux solides est généralement plus faible que la « force
seuil » qui a été nécessaire pour le provoquer. Dans notre travail, ce phénomène ne sera pas pris
en compte bien qu’il ne présente pas de difficulté d’implantation majeure. Certaines études récentes
explorent le thème des lois de frottement anisotropes afin de prendre en compte une éventuelle direc-
tion de glissement préférentielle [HFSM04, FHSM06]. Ce phénomène peut intervenir, par exemple,
lorsque l’on étudie le glissement relatif entre deux plaques obtenues par laminage.
Par ailleurs, la loi de Coulomb ne constitue pas la seule alternative pour introduire le phénomène du
frottement. La tribologie est la science qui vise à étudier ce phénomène mécanique et de nombreux
modèles peuvent être adaptés selon le cas étudié. Dans certains travaux s’inspirant du domaine de
l’élastoplasticité, nous trouvons de nouveaux modèles de frottement qui permettent un mouvement
relatif réversible des surfaces de contact. Ce type de loi prend en compte les déformations élastiques,
au niveau microscopique, des aspérités de chacune des surfaces de contact [Cur84, Wri02].
4.2.4 Loi de contact avec frottement
Nous considérons à présent la loi de frottement de Coulomb présentée précédemment que nous
allons coupler avec les conditions de Signorini afin d’obtenir une loi de contact avec frottement com-
plète. Cette loi fera intervenir les trois statuts de contact possibles : l’absence de contact, l’adhérence
et le glissement. La nature non-biunivoque et fortement non-linéaire de la loi qui en découle assure
aux problèmes d’impact une place parmi les problèmes de mécanique les plus délicats à traiter.
Une manière élégante de mettre en avant les différents statuts de contact consiste à écrire la loi
complète de contact avec frottement sous la forme d’une double boucle de type « Si ... alors ...
sinon » (figure 4.7).
adhérence : _un = 0 et _ut = 0
Début
non
non
r 2 K
rn = 0
r 2 @K 
oui
oui
glissement :

_un  0 et 9 > 0 tel que   _ut =  rtkrtk

Fin
non-contact : _un  0oui
FIGURE 4.7 – Loi de contact avec frottement
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où K et @K  sont respectivement l’intérieur et le bord du domaine des réactions de contact ad-
missibles K .
La loi que nous venons de présenter permet de déterminer la vitesse relative _u lorsque l’on connaît
la force de réaction r.
4.2.5 Bi-potentiel de contact et Lagrangien augmenté
Nous avons vu dans les paragraphes précédents que pour chaque nœud de contact, la détermina-
tion des réactions de contact consiste en la recherche d’un couple ( _u; r) qui, d’une part, est solution
de l’équation du mouvement et qui, d’autre part, vérifie l’équation de contact avec frottement.
Dans un premier temps, la démarche consiste à réécrire les équations de contact sous une forme
subdifférentielle strictement équivalente à celle proposée au premier chapitre. Ainsi, de Sacxé et Feng
[SF91, SF98] ont montré que le couple ( _u; r) satisfait la loi de contact avec frottement si et seulement
s’il satisfait la loi suivante :
   _ut + ( _un + k _utk)n 2 @[
K
r; (4.18)
où
[
K
r est la « fonction indicatrice » de l’ensemble convexe ferméK et est définie par :
[
K
(r) =
(
0 si r 2 K;
+1 sinon; (4.19)
D’après la définition de l’inclusion différentielle utilisée dans [SF91], l’équation (4.18) signifie :
8 r0 2 K;
[
K
r
0  
[
K
r     _ut + ( _un + k _utk)n  (r0   r): (4.20)
Nous définissons le bi-potentiel de contact :
bc(  _u; r) =
[
R 
(  _un) +
[
K
(r) +  rnk   _utk avec R  = ] 1; 0]: (4.21)
Cela va nous permettre de transformer le problème de contact en un problème de minimisation
puisque de Saxcé et Feng ont montré que l’extremum de bc vérifie la loi de contact (4.18). Ainsi,
il va maintenant être possible de mettre en œuvre les techniques de minimisation classiques. En par-
ticulier, il sera très intéressant de se tourner vers la méthode du lagrangien augmenté. Sachant que
_un  0 et r 2 K, la méthode du lagrangien augmenté aboutie à :
8 r0 2 K; %(r0n   rn)k _utk+
 
r
0   (r  % _u)  (r0   r)  0: (4.22)
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Le paramètre de résolution de la méthode % doit être strictement positif et choisi de manière à
assurer la convergence du calcul. Dans notre cas (recherche de l’extremum de bc), l’expérience ac-
cumulée montre que choisir la valeur maximum de la diagonale de la matrice de rigidité de contact
comme valeur de % est tout à fait approprié.
En considérant les décompositions (4.5) et (4.6), l’équation (4.22) peut être réécrite sous la forme
plus compacte :
8 r0 2 K; (r  r)  (r0   r)  0; (4.23)
où le symbole r représente la surface de « traction » augmentée définie par :
r = r  %  _ut + ( _un + k _utk)n: (4.24)
L’inégalité (4.24) signifie que r est la projection orthogonale de r surK :
r = proj(r;K): (4.25)
Pour la résolution numérique de l’équation implicite (4.25), nous utilisons ici l’algorithme d’Uzawa.
Ce choix mène à un processus itératif comprenant une étape de prédiction-correction :(
Prédiction r = r  %  _ut + ( _un + k _utk)n;
Correction r = proj(r;K):
(4.26)
Sur la figure 4.8, nous représentons la phase de correction ainsi queK, le cône dual deK.
adhérence
glissement
non contact
FIGURE 4.8 – Représentation graphique de la phase de correction
La phase de correction permet de ramener la réaction de contact prédite r sur le cône de Coulomb
de la manière suivante :
– si r  K alors il y a non-contact et r = 0,
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– sinon, si r  K alors il y a adhérence et r = r,
– sinon r   R3  KSK, il y a glissement et r est le résultat de la projection orthogonale
de r surK.
Sur la figure 4.9, nous représentons cette phase de correction sous la forme d’une nouvelle double
boucle. De plus, nous y rapportons l’expression analytique de la projection orthogonale de r surK
pour le cas où r   R3  KSK.
oui
oui
Début
non
non
krtk <  rn
Fin
glissement : r = r   (kr

tk   rn)
(1 + 2)
 rt
krtk
+ n

non-contact : r = 0
krtk < rn adhérence : r = r
FIGURE 4.9 – Algorithme de correction
4.3 Méthode de résolution du contact dans un calcul par éléments finis
Dans ce paragraphe, nous nous intéressons à l’intégration des équations du contact à la formulation
de notre problème. À ce jour, les méthodes couramment utilisées conjointement à la méthode des
éléments finis sont :
– la méthode des multiplicateurs de Lagrange : dans cette méthode, les contraintes liées au contact
unilatéral et au frottement sont introduites dans la formulation par le biais d’inconnues sup-
plémentaires (les multiplicateurs de Lagrange). Cette méthode permet de vérifier exactement
les conditions de contact mais elle a le désavantage d’augmenter la taille du système à ré-
soudre. Nous trouvons quelques exemples d’utilisation de cette méthode dans [HTS+76, BN91,
CTM91, PJ98, SP98],
– la méthode de pénalisation : dans cette autre méthode, la loi de contact unilatéral ainsi que la
loi de frottement sont régularisées par l’intermédiaire de deux coefficients de pénalité [CT71,
TY73, KS81, CB86, Par89]. Cette méthode a pour principal avantage sa simplicité d’implanta-
tion. Cependant, il faut souligner que cette méthode ne permet pas de vérifier avec exactitude
les conditions de contact. L’importance de la pénétration autorisée dépend du choix (difficile)
des coefficients de pénalité [Hun92] qui n’ont pas de signification physique et qui doivent être
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déterminés pour chaque cas étudié,
– la méthode du lagrangien augmenté : dans cette dernière méthode, les déplacements et les
réactions de contact sont déterminés simultanément [SL92, SF91, Kla92, SF98, CKPSN98].
Cette méthode présente l’avantage de fournir un résultat qui vérifie exactement les conditions
de contact. De plus, le paramètre utilisé dans la méthode n’influe pas sur la précision du résultat
mais seulement sur la vitesse de convergence de l’algorithme.
Pour intégrer les équations de contact dans la formulation continue de l’équation d’équilibre, nous
avons choisi la méthode mixte, qui a été développée par Francavilla et Zienkiewicz [FZ75] pour les
problèmes de contact sans frottement puis par Sachdeva et al. dans [SR81, SRR81]. Dans cette mé-
thode, les forces de contact sont ajoutées à la formulation discrétisée du problème sans contact comme
une seconde forme d’efforts extérieurs, inconnues à priori. Dans un premier temps, nous allons pré-
senter les différents développements qui permettent d’aboutir à la formulation de cette méthode. Dans
un second temps, nous présenterons le concept original de bi-potentiel de contact, proposé par de
Saxcé et Feng [SF91, SF98], qui permet de résoudre efficacement les équations du contact avec frot-
tement. Dans la suite, nous conservons le formalisme utilisé dans le chapitre précèdent. Nous nous
plaçons donc dans le cas d’un problème de dynamique dans lequel deux solides sont susceptibles
d’entrer en contact. Nous considérons toujours le cadre des grandes perturbations (déplacements et
déformations).
L’idée centrale de cette méthode est d’intégrer les efforts de contact directement dans la formula-
tion matricielle du problème. Nous définissons donc le vecteur Rc(U) des forces de contact qui est
inconnu du nouveau système :
8><>:
M Ui+1t+t +C
_Ui+1t+t = (Fint)
i
t+t + (KT )
i
t+t U
i+1
t+t   (Fext)t+t + (Rc(U))i+1t+t;
Ui+1t+t = U
i
t+t + U
i+1
t+t:
(4.27)
De la même manière que pour les problèmes sans contact, l’utilisation d’un schéma d’intégration
adéquate fournit le nouveau système :8><>:
cM i+1t+t Ui+1t+t = bF i+1t+t + (Rc(U))i+1t+t;
Ui+1t+t = U
i
t+t + U
i+1
t+t:
(4.28)
Il est important de noter que l’équation (4.28) est fortement non-linéaire par rapport aux déplacements
nodauxU. D’une part, le vecteur des réactions de contactRc dépend des déplacements de la structure
qui détermine à la fois la surface de contact mais aussi la nature et l’intensité de la réaction. D’autre
part, lorsque le matériau étudié a un comportement non-linéaire (hyper-élasticité, plasticité, ...), le
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terme des forces internes dépend lui aussi des déplacements. Il n’est pas possible de résoudre direc-
tement les équations sous cette forme car U et Rc sont tous les deux inconnus. La méthode mixte
consiste à déterminer, dans un premier temps, les efforts de contact par la méthode des forces. Dans
un second temps, les déplacements sont calculés de manière classique (méthode des déplacements)
en considérant les efforts de réactions comme des forces extérieures connues. Ainsi, le problème est
en quelque sorte découplé et sa résolution devient possible. Le champ de déplacement doit vérifier
les conditions aux limites sur  u et la loi de contact avec frottement adoptée.
Afin de déterminer les réactions de contact, nous effectuons une décomposition du vecteur in-
crément des déplacements nodaux U. Ainsi, il est la somme de l’incrément de déplacement dû
aux chargements externes et aux forces internes et de l’incrément de déplacement dû aux réactions
de contact. Le premier terme, correspondant au déplacement subi par la structure en l’absence de
contact, sera appelé déplacement libre et noté Ulib. Le second terme, engendré par les réactions de
contact sera noté Uc. Nous avons alors :
Ui+1t+t =
 cM i+1t+t 1bF i+1t+t +  cM i+1t+t 1(Rc)i+1t+t;
=
 
Ulib

i
t+t +
 
Uc

i+1
t+t:
(4.29)
La figure 4.10 montre que la résolution du système (4.28) est alors décomposée en deux étapes. La
première étape consiste à déterminer le vecteur des déplacements libres Ulib de manière classique.
Dans la seconde étape, nous calculons Uc qui est la partie du déplacement engendrée par le contact.
La résolution du problème du contact revient maintenant à déterminer la partie des déplacements
qui est dûe aux réactions de contact : (Uc)i+1t+t. Afin d’alléger les notations et de pouvoir faire
apparaître les nouveaux indices relatifs à cette résolution, nous omettrons dans la suite les notations
relatives au pas de temps ainsi que ceux relatifs à la boucle itérative de Newton-Raphson. Nous
définissons Nc comme étant le nombre de nœuds de contact potentiels de l’impacteur (B1 dans notre
cas). Le problème du contact se traitant dans le repère local du contactRc de chaque nœud de contact
( = 1; Nc), nous définissons également la matrice de changement de repèreH telle que :
Rc = H
r et uc = (H
)TUc ; (4.30)
oùRc et U

c sont les vecteurs extraits deRc et Uc relativement au nœud de contact x
1
.
En reportant (4.30) dans (4.29), nous faisons apparaître la matrice de flexibilitéW :
uc =
 
HcM 1HT r =Wr: (4.31)
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Ui+1t+t = U
i
t+t + U
i+1
t+t
test de convergence
Boucle d’équilibre
Détection du contact
Fin
Lecture des données
t = t+tt < T
oui
non
Boucle sur les pas de temps
Ut+t = Ut +U
i+1
t+t et calcul de _Ut+t et Ut+t
cMi+1t+t (Ulib)i+1t+t = bFi+1t+t
Calcul de (Rc(U))i+1t+t
(cMi+1t+t) 1 (Rc(U))i+1t+dt = (Uc))i+1t+dt
Ui+1t+t = (Ulib)
i+1
t+t + (Uc)
i+1
t+t
FIGURE 4.10 – Algorithme de résolution global avec une méthode de condensation
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Pour chaque point de contact et connaissant ulib, nous cherchons donc à déterminer uc qui est lié à
Rc par la loi de contact et la loi de frottement. Définissons tout d’abord le vecteur ~u tel que :
~u = ulib + u

c + g

0 avec g

0 = (0; 0; g

0 )
T: (4.32)
Le problème local du contact peut se mettre sous la forme :
Trouver  tel que f() = 0; (4.33)
avec :
 =
8>><>>:
1
...
Nc
9>>=>>; et  =
(
r
~u
)
; (4.34)
f() =
8>><>>:
f1()
...
fNc()
9>>=>>; et f() =
8><>: ~u
  
NcP
=1
Wr
   ulib   g0
r   ProjK(r)
9>=>; : (4.35)
Pour résoudre ce système d’équations, nous utilisons la méthode de Gauss-Seidel pour la réso-
lution de systèmes non-linéaire [JF08]. Le principe de cet algorithme est de décomposer le système
global à résoudre (6Nc équations) en Nc systèmes locaux de 6 équations. Pour cela, nous traitons
chaque point de contact P en supposant les réactions de contact connues sur l’ensemble des autres
points de contact.
f() =
(
~u  Wr   ~u
r   ProjK(r)
)
= 0; (4.36)
avec
~u =
NcX
=1; 6=
Wr
 + ulib + g

0 : (4.37)
~u représente le déplacement de la particule P causé par les réactions de contact sur l’ensemble
des autres nœuds de contact P  ( = 1; Nc et  6= ).
La procédure itérative est effectuée sur les points de contact P ( = 1; Nc) jusqu’à convergence
de la solution. Le critère de convergence porte sur la norme du vecteur des réactions de contact :
kr(k+1)   r(k)k
kr(k+1)k  "g: (4.38)
82 Chapitre 4 : Modélisation numérique de l’impact FWD
4.4 Traitement du contact en dynamique
En général, la méthode des éléments finis appliquée à un problème de mécanique du solide en
dynamique aboutit au système récursif suivant :(
M Ui+1t+t +C
_Ui+1t+t + (Fint)
i
t+t = (Fext)t+t   (KT )it+t Ui+1t+t + (Rc(U))i+1t+t;
Ui+1t+t = U
i
t+t + U
i+1
t+t:
(4.39)
Le schéma d’intégration permet de transformer (4.39) sous la forme :( cM i+1t+t Ui+1t+t = bF i+1t+t + (Rc(U))i+1t+t;
Ui+1t+t = U
i
t+t + U
i+1
t+t:
(4.40)
Le schéma d’intégration permet de préciser les termes cM i+1t+t et bF i+1t+t ainsi que la procédure
d’actualisation des termes de vitesse et d’accélération. À la fin de la boucle en équilibre de Newton-
Raphson, lorsque la solution a convergé, nous avons :
Ut+t = Ut +U
i+1
t+t (4.41)
Pour les problèmes d’impact, le choix du schéma d’intégration qui permet de passer de (4.39) à (4.40)
est d’une grande importance. La première question que nous pouvons nous poser concerne le type de
schéma à employer : explicite [DS89] ou implicite [SD89]. Couramment, la réponse à cette question
se fait en fonction du domaine d’application envisagé :
– schémas explicites : en dynamique rapide, la durée de l’impact est très courte et la propaga-
tion des ondes joue un rôle prépondérant. Nous parlons alors de problèmes de crash. Pour ces
problèmes, les schémas explicites tels que le schéma du second ordre des différences centrées
sont largement utilisés [CTM91, TP93, BCL06]. Lorsqu’une matrice de masse diagonale est
employée, ils sont particulièrement économiques en nombre d’opérations à effectuer par pas de
temps. Cependant, leur stabilité conditionnelle impose l’utilisation d’un pas de temps très pe-
tit déterminé à l’aide de la condition C.F.L. (Courant - Friedrichs - Levy). Faisant intervenir la
taille du plus petit élément du maillage, la condition C.F.L. est particulièrement pénalisante pour
un problème d’impact. En effet, le maillage est souvent raffiné au niveau de la zone de contact
pour rendre compte avec précision des actions mécaniques calculées. Parmi les codes de cal-
culs commerciaux utilisant ce type de schéma, nous pouvons citer RADIOSS, PAM-CRASH et
LS-DYNA,
– schémas implicites : ces schémas sont utilisés dans les problèmes de dynamique pour lesquels
c’est l’effet des forces d’inertie qui prédomine. Ces schémas sont plus coûteux en terme de
calcul puisqu’ils nécessitent une inversion de la matrice globale à chaque pas de temps. Pour les
problèmes linéaires, ce désavantage est compensé par le fait qu’ils sont inconditionnellement
stables et qu’ils peuvent donc être employés avec des pas de temps plus grands. Cependant, les
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schémas implicites perdent cette propriété pour les problèmes non-linéaires et donc pour les
problèmes d’impact. De nombreux travaux portent sur l’adaptation de ce type de schéma pour
les problèmes d’impact.
Dans nos travaux, nous adoptons un schéma implicite du premier ordre pour intégrer les équations
du mouvement.
Notre réflexion porte à présent sur la pertinence du calcul de l’accélération et de son utilisation
pour un problème d’impact. En effet, au moment de l’impact, le changement de vitesse des points de
contact est brutal. Le champ de vitesse n’est donc pas continu mais seulement continu par morceau.
L’accélération ne peut alors être définie au moment de l’impact comme la dérivée de la vitesse par
rapport au temps. De même, les hypothèses de base (équations (4.39) et (4.40) pour le schéma de
Newmark) qui mènent à l’algorithme du second ordre ne sont pas vérifiées à cet instant. Un schéma
d’intégration du premier ordre permet de contourner ce problème en adoptant une formulation du
problème en terme de vitesse. Nous réécrivons l’équation de la dynamique à un instant t (équation
4.39) sous la forme :
Md _U+C _U dt+ Fint dt = Fext dt+Rc(U) dt: (4.42)
En intégrant cette équation sur l’intervalle de temps [t;t], nous obtenons :Z t+t
t
Md _U+
Z t+t
t
C _U dt+
Z t+t
t
Fint dt =
Z t+t
t
Fext dt+
Z t+t
t
Rc(U) dt: (4.43)
L’algorithme proposé est basé sur l’approximation suivante (-méthode) :
Ut+t  Ut = t

(1  ) _Ut +  _Ut+t

où 0    1: (4.44)
Pour  = 0, nous obtenons la méthode d’Euler explicite tandis que  = 1 aboutit à la méthode d’Euler
implicite. La méthode est inconditionnellement stable pour   1
2
.
Nous appliquons également les approximations :Z t+t
t
M d _U =M

_Ut+t   _Ut

; (4.45)
Z t+t
t
F dt = t ((1  )Ft + Ft+t) ; (4.46)
où F représente le vecteur global des forces internes ou le vecteur global des forces externes et
0    1.
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Le terme relatif au contact est intégré d’une manière explicite par :Z t+t
t
Rc dt = t (Rc)t+t: (4.47)
Pour le processus itératif, les valeurs au temps t + t sont remplacées par les valeurs à l’itération
i+ 1 ; soit par exemple, Ft+t = Fi+1t+t. L’approximation standard de F
i+1 donne :
(Fint)
i+1
t+t = (Fint)
i
t+t +
@(Fint)
i
t+t
@Uit+t
(Ui+1t+t  Uit+t)
+
@(Fint)
i
t+t
@ _Uit+t
( _Ui+1t+t   _Uit+t);
= Fiint   (KT )it+t Ui+1t+t  Ci  _Ui+1t+t: (4.48)
Ainsi, nous retrouvons la forme recursive du problème en termes de déplacement :( cM i+1t+t Ui+1t+t = bF i+1t+t + (Rc(U))i+1t+t;
Ui+1t+t = U
i
t+t + U
i+1
t+t:
(4.49)
où les différentes quantités effectives sont données par :
cM i+1t+t =  (KT )it+t + tC+ 1t2M; (4.50)
bF i+1t+t = (Facc)it+t + Fit+t; (4.51)
(Facc)
i
t+t =  
1
t2
M
n
Uit+t  Ut  t _Ut
o
; (4.52)
Fit+t = (1  )
 
(Fint)t + (Fext)t

+ 
 
(Fint)
i
t+t + (Fext)t+t

: (4.53)
À la fin de chaque pas de temps, la vitesse est réactualisée par :
_Ut+t =

1  1


_Ut +
1
t
(Ut+t  Ut): (4.54)
En prenant  = 12 , ce schéma correspond à la règle du trapèze implicite, qui est également analogue
à la méthode développée par Tamma et Namburu [TN90] dans laquelle l’accélération n’a pas be-
soin d’être calculée. Simo et Wong [SW91] ont montré que ce schéma préserve l’énergie totale et
l’équilibre pour les problèmes dynamiques sans contact.
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4.5 Simulation numérique de l’impact FWD
Les algorithmes développés ont été implantés et testés dans le code de calcul par éléments finis
FER/Impact [FMC06]. Pour réaliser l’étude concernant la simulation de l’impact FWD, un élément
axisymétrique à 4 n œuds a été implanté dans ce code avec la prise en compte de l’amortissement
de Rayleigh. La vérification du modèle développé est réalisée en comparant les résultats numériques
avec ceux obtenus avec des modèles analytiques, semi-analytiques et numériques bien connus.
La méthode des éléments spectraux a été vérifiée avec succès par Al-Khoury et al. [lAK02] et
Grenier [Gre07]. Al-Khoury et al. ont comparé les historiques de déflexion calculés avec leurs pro-
grammes LAMDA et ceux obtenus à l’aide du programme CAPA-3D [Sca98]. Ils ont également
vérifié la solution dans le cas du milieu semi-infini soumis à une charge ponctuelle en la comparant
à celle obtenue avec le modèle analytique de Foinquinos Mera [FRS95]. Quant à Grenier, il a vérifié
ses résultats en les comparant avec ceux obtenus avec FLAC et CERSAR/LCPC.
Dans le cadre de cette recherche, les mêmes solutions obtenues par Al-Khoury et Grenier sont
utilisées pour fin de vérification des déflexions calculées avec notre modèle élément finis.
4.5.1 Cas d’un milieu semi-infini
Plusieurs auteurs ont étudié la propagation des ondes dans un milieu semi infini, générées par
une force ponctuelle [FRS95, Ver10]. Selon Foinquinos et Roesset [FRS95], pour un coefficient de
Poisson  < 0:263, le déplacement vertical peut être exprimé en fonction du paramètre adimensionnel
r = !rVs par :
uz (t) =
Qei!t
r
5X
j=1
Ij (4.55)
où Q est la l’amplitude maximale de la sollicitation et Ij sont des fonctions du paramètre adimen-
sionnel r (Annexe 2).
Pour comparer les résultats numériques avec la solution analytique de Foinquinos Mera, un mi-
lieu semi-infini est considéré dont les caractéristiques sont données dans le tableau 4.1. La charge
ponctuelle est, également, modélisée afin de simuler l’impact.
TABLE 4.1 – Caractéristiques du milieu semi-infini
Couche Epaisseur H (mm) E (MPa)  Densité (Kg=m3)
milieu semi-infini 1 50 0.25 2000
Dans Fer/Impact, le milieu semi-infini est modélisé par un domaine spatial de dimension 15 
15m2. Celui-ci s’est avéré suffisant pour permettre d’éviter l’effet des réflexions des ondes au niveau
des frontières. Afin de générer la même force appliquée par Foinquinos Mera et Al-Khoury, une barre
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de 1 cm de rayon est lancée verticalement suivant l’axe du milieu semi-infini avec une vitesse initiale
v0. La force de contact obtenue est représentée sur la Fig.4.11. On constate la coïncidence de la force
obtenues avec la simulation est celle de Foinquinos Mera.
FIGURE 4.11 – simulation de la force dynamique appliquée sur milieu semi infini
En termes de déplacement verticaux au centre du chargement, la comparaison entre les résultats
numériques avec la solution semi-analytique et la solution analytique de Foinquinos Mera, montre
une bonne coïncidence entre ces différentes solutions. Toutefois, les résultats obtenus avec la méthode
numérique sont légèrement inférieurs.
4.5.2 Cas d’un milieu multicouche
Dans la suite nous allons traiter un cas d’essais réalisé sur une chaussée expérimentale. Les essais
réalisés au point P1-1 de la planche 1 sont choisis (annexe1).
Quatre niveaux de chargement (27kN, 40kN, 50kN et 70 kN) ont été utilisés durant la compagne
d’essais réalisée avec le FWD. Le terme niveau correspond ici à la valeur maximale de la force
dynamique mesurée durant l’essai.
L’identification des propriétés élastiques des matériaux des différentes couches à partir des don-
nées expérimentales, est effectuée en utilisant la méthode de minimisation de Marquardt, implantée
dans Matlab, et adaptée pour les cas non linéaires. Le modèle direct de la méthode des éléments spec-
traux est utilisé. Afin de valider les résultats obtenus, une simulation à l’aide du modèle éléments finis
développé ici et implanté dans FER/Impact est réalisée.
Pour la simulation des essais dynamiques au FWD, à l’aide du modèle numérique, les deux as-
pects notamment la force d’impact et la réponse dynamique de la chaussée sont modélisée dans
FER/impact.
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4.5.2.1 Modèlisation de la chaussée
La chaussée est constituée de cinq couches principales qui repose sur un substratum rigide qui se
situe à environ 15m de la surface.
La figure 4.12 montre le profile de la chaussée avec le profile du sol support. La chaussée est
composée d’une couche de surface en enrobé bitumineux, d’une couche de fondation en matériaux
granulaire MG-20, l’ensemble repose sur un sol stratifié constitué des trois couches (C3, C4, C5) de
sols différents dont les propriétés sont obtenues en laboratoire à partie des essais effectués sur des
échantillons récoltés sur le site expérimental.(Annexe1).
Un domaine spatial de 12m x 12m est choisi pour modéliser la chaussée dans Fer/Impact. Le
maillage de la chaussée est réalisé de façon qu’un maillage dense soit utilisé autour de la zone d’im-
pact telle que montré sur la Fig.4.12. Loin de cette zone le maillage grossit au fur et à mesure qu’on
s’éloigne de l’axe de symétrie.
Une étude d’optimisation des dimensions du modèle a été réalisé, au préalable, afin que l’effet de
réflexions d’ondes au niveau des frontières ne soit pas une source majeure d’erreurs qui affectent les
résultats. Cette étude a montré que pour les niveaux de chargements normalement utilisés durant les
essais au FWD, un modèle de 6mx6m suffit pour une analyse dans le champ proche (c’est à dire la
zone délimitée par un rayon égal à une demi longueur d’onde). Toutefois, afin de prendre en compte
dans l’analyse le champ qu’on peu qualifier de lointain, le modèle 12m x 12m a été adopté.
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FIGURE 4.12 – Modèle multicouches de la chaussée
Le comportement linéaire élastique des matériaux des différentes couches et caractérisé par le
module de Young de chacun de ces matériaux. L’amortissement de Rayleigh est affecté à chaque
couche. Celui-ci permet de prendre en compte l’atténuation des phénomènes dynamiques générés par
l’impact du FWD. La comparaison entre les résultats numériques et les résultats expérimentaux est
discutée dans les sections suivantes.
4.5.2.2 Conditions aux limites
En plus des conditions de chargement appliquées sur une zone circulaire à la surface de la chaus-
sée, d’autres conditions sont également, imposées aux frontières du modèle. La première est due à
l’hypothèse de symétrie axiale. Ainsi au niveau de l’axe de symétrie, les déplacements dans la direc-
tion radiale sont bloqués. La deuxième suppose l’existence d’un substratum infiniment rigide sous
la frontière sous le modèle de la chaussée, par conséquent tous les degrés de liberté sont bloqués au
niveau de l’interface entre le substratum et le modèle de la chaussée. Enfin, la troisième condition
suppose que la dimension radiale choisie pour le modèle suffise pour supposer que les déplacements
dans la direction radiale et verticale (en raison de la symétrie axiale les déplacements dans la direction
tangentielle sont nulle) au niveau de cette frontière sont négligeables par rapport à la zone d’étude.
Par conséquent, un encastrement au niveau de la frontière est imposé (La figure 4.12).
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4.5.2.3 Modélisation et simulation du chargement
Afin de reproduire les forces expérimentales enregistrées durant les essais au FWD, un modèle
géométrique du système de chargement de l’appareil FWD est réalisé. La masse tombante de 250 Kg
est modélisé par un bloc axisymétrique de 150 mm de rayon et de 300 mm de hauteur. La plaque
de chargement est modélisée en tenant compte des trois parties principales : la plaque métallique, la
membrane en caoutchouc et les tampons en élastomère. Les dimensions de ces derniers notamment
les épaisseurs ont une influence majeure sur l’allure de la force dynamique. Par conséquent, elles sont
minutieusement traitées.
Le comportement hyper-élastique de la membrane en caoutchouc et des tampons amortisseurs est
pris en compte. Le modèle de Mooney-Rivlin est utilisé pour caractériser les propriétés mécaniques
de ces matériaux. Le maillage du système de chargement est optimisée afin que la résultante des
forces de contact entre la plaque de chargement et la chaussée, ne dépend pas de la taille de l’élément
(Fig.4.13). Cette résultante (somme des réactions au niveau des n œuds de la plaque de chargement
qui rentre en contact avec la chaussée durant l’impact) correspond à la force mesurée durant l’essai
au déflectomètre à masse tombante.
Une étude paramétrique est réalisée pour évaluer l’influence des paramètres du modèle sur la force
de contact obtenue sous la plaque de chargement. La chaussée utilisée pour cette étude est de type
standard composée de trois couches dont les caractéristiques des matériaux sont représentées dans le
tableau.4.2.
FIGURE 4.13 – Modélisation numérique du système de chargement dans Fer/impact
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TABLE 4.2 – Caractéristiques de la chaussée type
Couche Epaisseur H (mm) Module E (MPa)  Densité (Kg=m3)
Couche de Surface 150 5000 0.35 2300
Couche de fondation 250 300 0.35 2000
Sol support 1 100 0.35 1800
Il est évident que la variation de la masse de la masse tombante a une influence directe sur l’inten-
sité et la durée de contact. Plus la masse est lourde, plus est grande l’intensité de la force de contact
et plus est longue la durée de contact. Le même constat a été observé lorsque la vitesse initiale de la
masse tombante augmente. Toutefois l’influence de la vitesse initiale sur la forme de la distribution
de la pression sous la plaque de chargement est beaucoup plus significative que la variation de la
masse de la masse tombante. L’augmentation de cette dernière tend à donner une forme de plus en
plus uniforme de la pression sous la plaque, alors que l’augmentation de la vitesse tend à donner une
forme complexe telle que le montre la Fig.4.14
Les caractéristiques des matériaux en élastomère, notamment la membrane en caoutchouc et les
tampons amortisseurs ont une influence majeure sur l’allure de la force de contact et par conséquent
sur la distribution de la pression sous la plaque de chargement. L’influence des modules de compres-
sibilité K des matériaux élastomères est importante. Plus celui-ci est grand, plus est grande la force
de contact et la pression sous la plaque prend une forme de plus en plus uniforme.
FIGURE 4.14 – La forme de distribution de la pression de contact sous la plaque de chargement. sous
une force maximale de 40 kN
La figure Fig.4.15 montre une simulation d’un essais effectué à l’aide d’un FWD sur une chaussée
épaisse. Le résultat montre la capacité de l’outil développé à simuler l’impact entre les deux systèmes
(FWD et chaussée) et reproduire fidèlement la force de contact entre la plaque de chargement et la
chaussée.
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FIGURE 4.15 – Résultats de simulation numérique du chargement
4.5.2.4 Analyse et vérification des résultats
Afin de vérifier les résultats de la méthode numérique, les historiques du chargement obtenus
durant les essais sont premièrement reproduits à partir de la simulation numérique du chargement du
FWD.
Ensuite les déflexions ainsi que les bassins de déflecxion, calculés à l’aide du modèle numérique
sont comparés et confrontés aux données expérimentales et aux résultats obtenus par la méthode des
éléments spectraux.
Les figure 4.16 à 4.19, représentent les historiques des charges expérimentales et des charges
obtenues par la simulation numérique. La coïncidence entre ces charges a été obtenue en faisant
varier les différents paramètres du modèle mentionné précédemment.
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FIGURE 4.16 – Force d’impact pour une force de 27kN
Il faut noter que la réponse de la chaussée dépend des conditions de chargement auxquelles elle
est soumise. Ainsi, pour la simulation de l’impact, les conditions initiales réelles des essais au FWD
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traités ici, sont également prises en compte. Par conséquent les vitesses initiales de la masse tombante
sont fixées en fonction des conditions de chaque essai.
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FIGURE 4.17 – Force d’impact pour une force de 40kN
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FIGURE 4.18 – Force d’impact pour une force de 50kN
Simulation numérique de l’impact FWD 93
0 0.02 0.04 0.06
0
10
20
30
40
50
60
70
(a)
temps(s)
fo
rc
e 
(kN
)
 
 
num
exp
0 100 200 300
0
0.1
0.2
0.3
0.4
0.5
(b)
Fréquences(Hz)
Am
pl
itu
de
 (k
N)
 
 
num
exp
FIGURE 4.19 – Force d’impact pour une force de 70kN
TABLE 4.3 – Comparaison des résultats numérique est expérimentaux
Bassins de déflexion (m)
Mesures exp Méthode ES Méthode EF
point 40 kN 70 kN 40 kN 70 kN 40 kN 70 kN
0 366 595 367 602 363 591
200 307 499 317 519 310 504
300 272 442 279 458 277 451
450 225 367 228 374 225 367
600 179 293 185 305 179 293
750 149 245 151 251 150 244
900 121 200 125 209 121 199
1200 84 142 89 152 85 142
1500 63 107 68 118 64 107
Erreur absolue % 4.77 5.09 0.8 0.7
RMSE % 3.84 5.34 0.97 0.83
Modules de Young [Mpa]
Revêtement (C1) E1 7526 7751 7500 7500
Fondation (C2) E2 131 142 128 135
Sol 1 (C3) E3 87 87 87 87
Sol 2 (C4) E4 150 131 145 140
Dans le tableau. 4.3 sont représentées les valeurs maximales des déflexions expérimentales et
numériques en utilisant les modèles semi-analytiques et le modèle numérique. On retrouve également,
les écarts absolus et relatifs entre les déflexions calculées et celles mesurées. Les spectres des forces
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représentés sur les Fig.4.16(b) Fig.4.17(b) Fig.4.17(b) Fig.4.19(b), sont utilisés pour la simulation
numérique avec la méthode des éléments spectraux.
FIGURE 4.20 – Bassin de déflexion (27 kN)
En somme, les résultats obtenus avec les méthodes numérique et semi-analytique reproduisent
de façon très satisfaisante les données expérimentales comme le montre bien les Fig.4.20 Fig.4.21
Fig.4.22 Fig.4.23. La comparaison entre les historiques de déflexion mesurées durant les essais au
FWD et celles prédites par les modèles analytique et numérique montre également la capacité des
modèles développés à prédire façon satisfaisante la réponse de la chaussée à une force d’impact.
Toutefois un déphasage par rapport aux mesures, est constaté au niveau des capteurs les plus éloignés
du centre d’impact. Ceci est du aux hypothèses du comportement linéaire élastique des matériaux du
modèle de chaussée utilisé qui ne reflète pas les caractéristiques réelles des différentes couches de
matériaux.
FIGURE 4.21 – Bassin de déflexion (40 kN)
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FIGURE 4.22 – Bassin de déflexion (50 kN)
FIGURE 4.23 – Bassin de déflexion (70 kN)
4.5.2.5 l’influence de l’amortissement
l’introduction de l’amortissement dans le modèle élastodynamique a permet d’améliorer les résul-
tats numériques obtenus par la simulation des essais au FWD.
pour le modèle semi-analytique un amortissement hystéritique est introduit tel que décrit au cha-
pitre 3.
Quant au modèle numérique, le modèle de Rayleigh est choisi. Celui-ci permet de construire la
matrice d’amortissement C utilisée dans l’équation d’équilibre (Eq.4.42). Il combine un amortisse-
ment visqueux proportionnel à la rigiditéK et un amortissement proportionnel à la masseM exprimé
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en terme matriciel par :
C = M+ K (4.56)
où  et  dépendent des propriétés du matériau de la couche considérée. Ainsi pour chaque couche
un amortissement de Rayleigh est affecté. Il faut rappeler que l’amortissement de rayleigh est un
amortissement global qui est défini à partir des matrices de masse M et de rigidité K assemblées
(non pas à l’échelle de l’élément fini). Il est généralement appliqué lorsque la viscosité et la densité
sont constantes dans le matériau.
0 0.02 0.04 0.06
−250
−200
−150
−100
−50
0
50
(a) num
temps(s)
de
fle
ct
io
n 
(um
)
 
 
d0
d200
d300
d450
d600
d750
d900
d1200
d1500
0 0.02 0.04 0.06
−250
−200
−150
−100
−50
0
50
(b) exp
temps(s)
de
fle
ct
io
n 
(um
)
 
 
d0
d200
d300
d450
d600
d750
d900
d1200
d1500
FIGURE 4.24 – Déplacements de 27kN
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FIGURE 4.25 – Déplacements de 40kN
Les figure Fig.4.24 Fig.4.25 Fig.4.26 Fig.4.27, représentent les historiques des déflexions expé-
rimentales et numériques obtenus par la simulation en tenant compte de l’amortissement. Celle-ci
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montre bien qu’une meilleure coïncidence entre les mesures et les résultats numériques est obtenue
avec l’introduction de l’amortissement dans les modèles numériques. Toutefois un léger déphasage
subsiste encore pour les points loin du centre d’impact.
Sur le tableau 4.3, nous montrons également, les modules obtenus par calcul inverse. L’introduc-
tion de l’amortissement a permis d’affiner leurs valeurs. Les résultats de l’affinement de ces derniers
est exprimé en terme d’erreur relative (RMSE) et erreurs absolue Eabs. Celles-ci sont données res-
pectivement par :
Eabs =
1
N
NX
i=1
ummax(ri)  ucmax(ri)ummax(ri)
 (4.57)
RMSE =
vuut 1
N
NX
i=1

ummax(ri)  ucmax(ri)
ummax(ri)
2
(4.58)
où ummax(ri) et u
c
max(ri) sont, respectivement, les déflexions maximales mesurée et calculée au
niveau du capteur ri.N est le nombre de capteurs utilisés pour la mesure de la réponse de la chaussée.
Les écarts Eabs et RMSE indiquent une coïncidence très satisfaisante entre les historiques de dé-
flexion mesurées et ceux calculés. Quant aux modules élastiques, l’affinement réalisée à l’aide de la
méthode des éléments finis permet de respecter le critère généralement admis de 1% ([Irw04]).D’un
autre coté l’affinement des modules, également, montre le caractère non linéaire durcissant du maté-
riau granulaire de la couche de base C2.
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FIGURE 4.26 – Déplacements de 50kN
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FIGURE 4.27 – Déplacements de 70kN
FIGURE 4.28 – Influence de l’amortissement
Pour comprendre comment l’amortissement influe sur la réponse de la chaussée, nous avons fait
varier celui de la couche de surface et celui de la base (Fig.4.28). Trois valeurs ont été choisies. La
figure Fig.4.28 montre qu’une augmentation de l’amortissement généré une diminution très légère de
la déflexion au niveau du centre d’impact, mais celle-ci croit au fur et à mesure qu’on s’éloigne du
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centre d’impact pour devenir importante au niveau des capteurs les plus éloignés. Une augmentation
de 5% généré une diminution de 0.6%au centre et de 33% au point le plus éloigné. Ceci montre que
l’effet d’amortissement est plus important dans le champ loin de la zone d’impact.
4.5.2.6 Analyse en termes de contraintes
Afin de vérifier l’aptitude du modèle numérique à décrire la propagation des ondes dans le champ
proche, nous avons analysé la variation des champs de contraintes longitudinales et verticales dans la
structure de la chaussée en fonction du temps. Les figures 4.29 et 4.30 montrent respectivement la ré-
partition de la contrainte radiale et axiale à différents instants de l’impact. Celle-ci montre clairement
comment se propage les ondes de contraintes générées par l’impact du FWD, dans la chaussée.
On montre également comment sont répartis ces contraintes au niveau de la zone d’impact. Ceci
constitue un des critères de dimension des chaussées.
FIGURE 4.29 – Evolution de la contrainte axiale au cours du temps
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FIGURE 4.30 – Evolution de la contrainte radiale au cours du temps
4.6 Conclusions
Au cours de ce chapitre, nous avons abordé la résolution des problèmes de contact avec frottement
par la méthode des éléments finis. Dans un premier temps, nous avons présenté les différents éléments
nécessaires à la modélisation du contact dans un problème de mécanique des milieux continus : ci-
nématique du contact, loi de contact unilatéral et loi de frottement. Ensuite nous avons effectué une
brève revue des méthodes fréquemment utilisées pour traiter le contact dans la résolution d’un pro-
blème avec la méthode des éléments finis. Bien entendu, une plus large place a été faite à la méthode
du bi-potentiel qui est utilisée dans la suite de ce travail. Nous avons présenté la méthode intégrée
au code FER/Impact pour assurer la détection du contact. Pour finir, nous avons abordé la question
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de l’intégration des équations du mouvement pour un problème d’impact. Le choix de la méthode de
discrétisation temporelle est en effet une question centrale pour ce type de problème. Une solution
explorée avec succès par différents auteurs consiste à modifier les schémas existants afin d’obtenir
un algorithme conservatif pour les problèmes d’impact. Dans notre travail, nous avons préféré utili-
ser un schéma d’intégration du premier ordre qui nous semblait plus adapté à ce type de situation.
L’ensemble des résultats présentés dans ce chapitre montrent que ce choix est pertinent.
Par ailleurs une application à la simulation des essais au FWD montre l’aptitude des modèles
développés à décrire la réponse de la chaussée à l’impact du FWD. Toutefois la prise en compte de
l’amortissement améliore considérablement les résultats.
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plate-forme
5.1 Introduction
Depuis que les méthodes analytiques ont été introduites dans les procédures de conception et
dimensionnement des chaussées, les techniques de contrôle non destructif (CND) ont un intérêt crois-
sant et sont de plus en plus utilisées par les gestionnaires des chaussées et les ingénieurs. Ceci parce
qu’elles permettent de déterminer des caractéristiques nécessaires pour l’optimisation du choix des
matériaux ainsi que la prédiction d’éventuelles détériorations de la chaussée.
De nos jours, les dispositifs expérimentaux les plus prometteurs sont basés sur l’analyse dyna-
mique en utilisant des sources harmoniques ou impulsionnelle, et en mesurant la déflexion en surface
ou la différence de phase entre les réponses mesurées par les différents capteurs. Parmi les dispositifs
de mesure de déflexion, le déflectomètre à masse tombante (FWD) est le plus utilisé. Il est considéré
comme le dispositif standard pour l’évaluation des caractéristiques des chaussées [Roe98, Lyt94]. Ce-
pendant, malgré de nombreux essais et travaux de recherche, il n’est toujours pas couramment utilisé
pour évaluer in situ les propriétés des matériaux constituants les sols et les couches de la chaussée
[FT02]. Ceci est du à de nombreuses raisons tant l’accessibilité difficile des chaussées en construction
que les irrégularités de la surface qui conduisent à la mesure erronée de la déflexion lors de l’essai
[Naz03, NAFAL07] et qu’à la faible cohésion des sols et des couches qui rend la procédure de déter-
mination à partir du FWD non appropriée. Afin pallier à ces difficultés, le déflectomètre portable est
la meilleure alternative. Différents types d’appareils ont été développés dans le monde [FT02] (par
exemple, le LWD PRIMA 100 de Carl BRO, le PFWD de Dynatest, le GDP de ZORN). Au fil des ans,
ces dispositifs sont de plus en plus utilisés en raison de leur faible masse, de la rapidité des mesures et
de leurs bonnes performances, par rapport aux essais statiques conventionnels (tels que par exemple,
le test de la plaque statique, le test CBR et la poutre Benkalman). De nombreuses publications étudiant
leur performance montrent qu’ils constituent un outil adéquat pour le contrôle qualité et assurance
(QC/QA) des fondations des chaussées récemment construites [SHK05, FFL02, SES01, HA10]. Les
déflectomètres portatifs utilisent uniquement un capteur central de type géophone et des accéléro-
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mètres pour mesurer la déflexion sous la plaque de chargement. En raison de cette conception simple,
ils ne peuvent fournir une évaluation du module élastique homogène des milieux stratifiés. Par consé-
quent, la théorie du milieu semi-infini, où le sol est supposé être homogène, linéaire et isotrope dans le
milieu semi-infini, est souvent utilisée dans la méthode de calcul. En outre, l’estimation de la raideur
statique est obtenue en ne considérant que les valeurs maximales de la charge et des déflexions. Elle
est appelée la méthode des valeurs crêtes.
Récemment, de nombreux auteurs ont montré que cette méthode conduit à une estimation erro-
née de la rigidité statique. Hoffman et al. [HGD04] ont démontré théoriquement que la méthode des
valeurs crêtes conduit à d’importantes erreurs systématiques. Pour résoudre ce problème, ils ont pro-
posé une approche d’analyse spectrale. Ils ont supposé que la structure du sol se comporte comme
un système linéaire à un degré de liberté (SDOF). Ils ont extrapolé la raideur dynamique à fréquence
nulle qui correspond à la raideur statique, en ajustant la courbe de la fonction théorique de la réponse
fréquentielle (FRF) (mobilité) du système linéaire à un degré de liberté (SDOF) à celle des mobi-
lités expérimentales obtenues en effectuant la transformée de Fourier sur les données dépendantes
du temps. Ruta et al. [RS08], ont montré également, à partir de la solution analytique d’un milieu
semi-infini sous une charge impulsionnelle, qu’une estimation erronée de la raideur statique est faite
en utilisant la méthode des valeurs crête. Afin d’obtenir la raideur statique à partir des données dy-
namiques transitoires, ils ont utilisé la flexibilité statique, qui est défini comme le rapport entre le
déplacement total et la charge totale (impulsionnelle) sous une certaine moyenne temporelle. Plus
récemment, d’analyser le comportement des voies ferrées, Rhayma et al.[RBB+11] ont adopté une
approche probabiliste basée sur la méthode de Monte-Carlo pour évaluer les propriétés élastiques du
sous-sol (sol naturel et couche de forme) à partir de mesures spécifiques obtenues à l’aide de disposi-
tifs particuliers. Le but du travail présenté ici est d’évaluer la limites et la fiabilité de la méthode des
valeurs crêtes pour l’interprétation des données expérimentales et de développer une méthode précise,
efficace et facilement utilisable pour l’identification de la rigidité du sol [AFPR12]. Une technique de
minimisation utilisant les algorithmes des moindres carrés est utilisée. Dans cette méthode, la struc-
ture plaque de chargement/sol est modélisée par un système à un degré de liberté, où le comportement
du sol est supposé être viscoélastique linéaire [AA03, KM03, Cor02].
5.2 Le FWD Portable
Le déflectomètre portable utilisé dans cette étude, est développé et fabriqué par la société Rincent
BTP. Il s’agit d’un dispositif portatif qui peut être utilisé facilement par un seul opérateur. Il comporte
deux parties comme le montre la Figure. 5.1. La partie électronique se compose d’une carte d’acqui-
sition National Instrument de type USB NIDaq, d’une cellule de force, d’un capteur de vitesse (type
géophone). La partie mécanique comprend, essentiellement, une plaque de chargement de 30 cm de
diamètre, une masse tombante (10 ou 16 kg), une tige de guidage et des amortisseurs cylindriques en
caoutchouc.
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FIGURE 5.1 – Le déflectomètre portable
Le mode de fonctionnement du dispositif est simple. Quand la masse tombante est libérée, elle
frappe les amortisseurs cylindriques de telle sorte qu’une force impulsionnelle d’une durée de 5 à 25
ms et d’une amplitude maximale allant jusqu’à 35 kN, est exercée à travers la plaque de chargement
sur le sol. La charge et le déplacement du point central au niveau de la surface de la chaussée sont si-
multanément enregistrés en utilisant respectivement, une cellule de force et un capteur de vitesse. Ces
deux derniers sont connectés au boitier d’acquisition au travers de deux canaux à filtrage numérique.
Une fréquence d’échantillonnage de 10 kHz est choisie pour permettre l’acquisition de 4096 échan-
tillons sur une durée totale de 410 ms. La Figure. 5.2 montre un exemple type des signaux temporels
enregistrés durant les essais.
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5.3 Méthode d’interprétation des données et Procédure de calcul in-
verse
Comme pour les nombreux déflectomètres portables, bien que le test soit de nature dynamique,
un modèle élasto statique, basée sur la théorie de Boussinesq [Bou85], est utilisé dans les procédures
de calcul inverse. Par conséquent, pour une charge répartie sur une zone circulaire de la surface libre
d’un milieu semi-infin homogène et isotrope élastique linéaire, le module d’élasticité peut être obtenu
suivant [Joh85, Ver10] l’équation A.1 :
E =
(1  2)
a
k (5.1)
où  est le coefficient de Poisson, a est le rayon de la plaque de chargement,  est le facteur de
forme en fonction de la répartition des contraintes sur la plaque de chargement ( = =2, 2 et 3=2
pour une distribution de contraintes respectivement uniforme, inverse parabolique ou parabolique) et
k est la raideur élastique du système de la plaque de chargement/milieu semi-infini, souvent désigné
sous le nom de la rigidité du sol. En pratique, comme la plaque de chargement est considérée rigide
par rapport au sol, une distribution de pression parabolique inverse est couramment utilisée pour
interpréter les données expérimentales obtenues par un déflectomètre portable à masse tombante et
évaluer les caractéristiques élastiques. La forme de la distribution est définie par l’équation 5.2 :
p(r) =
p0q
1  r2
a2
(5.2)
où r 2 [0; a] est la distance de l’axe à un point quelconque de l’aire circulaire de chargement et p0
est la pression de contact au point central.
Cette forme de distribution conduit à un déplacement normal uniforme sous la plaque de char-
gement et donc à une concentration de contraintes au niveau du bord tel que illustré sur la Figure.
5.3. Cependant, il est important de noter que cette distribution est une simplification de la répartition
réelle de la pression de contact qui est très complexe et qui dépend des paramètres de l’appareil, de
l’amplitude de la force, de la forme du sol et des propriétés comme montré dans [Iss85, MM09].
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FIGURE 5.3 – Distribution parabolique unverse de la pression de contact
Par ailleurs, on peut noter que le principal problème dans la procédure de calcul inverse est com-
ment extraire la raideur élastique à partir des données dépendantes du temps. A partir des essais de
plaques statiques, la raideur k élastique est simplement définie par l’équation 5.3 suivante :
k =
P

(5.3)
où P est la force appliquée obtenue par P = 2
aR
0
p(r)dr et  est le déplacement induit au point
central ou la moyenne des déplacements mesurés en trois points sous la plaque de chargement. Tou-
tefois, dans le cas des essais d’une plaque dynamique (par exemple le PFWD), la réponse dynamique
du sol sous la force d’impact est affectée par l’inertie et l’amortissement. Ces paramètres doivent être
pris en compte pour déterminer, avec précision, les propriétés élastiques, à savoir la rigidité élastique
k, à partir des données transitoires. La méthode proposée ici comporte deux étapes. La première étape
vise à identifier la raideur élastique k. En supposant que le comportement du système de la plaque de
chargement/sol rigide est assimilable à celui d’un système masse-ressort-amortisseur tel que repré-
senté sur la figure 5.4, le comportement dynamique du système est régi par l’équation son équilibre
dynamique est régie par l’équation 5.4 suivante :
mu+ c _u+ ku = f (5.4)
où f est la force et u; _u et u sont, respectivement, l’accélération, la vitesse et la déflexion. k; c et
m sont, respectivement, la raideur élastique, le coefficient d’amortissement et la masse équivalente.
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FIGURE 5.4 – Modèle SDOF du système de la plaque de chargement/ sol
L’accélération et la déflexion sont obtenues à partir des vitesse par l’utilisation d’un schéma d’in-
tégration de différences finies centrées. Puis en rendant le champ de vitesse mesurée _u solution de
l’équation (5.4) sur une plage temporelle  donnée,les paramètres m, c et k sont identifiés en utili-
sant une technique de minimisation basée sur la méthode des moindres carrés. La plage de mesure
 prise durant la phase de contact est définie par la durée où les valeurs de la force dynamique sont
supérieures à 5% de l’amplitude maximale appliquée.
Sur cet intervalle, la fonction objective est exprimée par l’équation 5.5 suivante :
J(x) =
1
2
Z
0
kmu+ c _u+ ku  fk2dt (5.5)
où (x)estlevecteur(m; c; k) et k:k est la norme associée au produit scalaire h:; :i entre fonctions
scalaires du temps.
Le développement de l’équation (5.5) conduit à :
J(x) =
1
2
[m2
Z
0
hu; uidt+ c2
Z
0
h _u; _uidt+ k2
Z
0
hu; uidt]
+mc
Z
0
hu; _uidt+mk
Z
0
hu; uidt+ ck
Z
0
h _u; uidt
 m
Z
0
hu; fidt  c
Z
0
h _u; fidt  k
Z
0
hu; fidt+ 1
2
Z
0
hf; fidt
qui peut être éxprimée sous une forme matricielle suivante (Eq. 5.6) :
J(x) =
1
2
fxgT
Z
0
264 hu; ui hu; _ui hu; uihu; _ui h _u; _ui h _u; ui
hu; ui h _u; ui hu; ui
375dt fxg   Z
0
264 hu; fih _u; fi
hu; fi
375 dt+ 1
2
Z
0
hf; fidt (5.6)
où fxgT est le vecteur transposé de fxg. La minimisation de la fonction objective J(x) implique
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que le gradient de J(x) doit être nul :
rJ(x) =
Z
0
264 hu; ui hu; _ui hu; uihu; _ui h _u; _ui h _u; ui
hu; ui h _u; ui hu; ui
375dt fxg   Z
0
264 hu; fih _u; fi
hu; fi
375dt = 0 (5.7)
Enfin, en résolvant l’équation(5.7), la raideur élastique k, le coefficient d’amortissement c et la
masse équivalentem peuvent être estimés. Seule la rigidité élastique k, est utilisée dans l’équation(5.4)
pour évaluer le module d’élasticité homogène.
La deuxième étape vise à évaluer la fiabilité et la précision des paramètres estimés. Pour cela, un
problème direct est d’abord résolu en utilisant les paramètres estimés k, c etm. Ensuite, la déflexion
calculée est comparée à la déflexion mesurée en utilisant l’indice de qualité définie par l’équation
(5.8) suivante :
Qi = 1 
s
R
0
kum(t)  uc(t; x)k2 dts
R
0
kuc(t; x)k2 dt
(5.8)
où um(t) est la déflexion mesurée et uc(t;m; c; k) est la déflexion calculée avec les paramètres
estimés k, c etm.
Afin de calculer uc(t;m; c; k), _uc(t;m; c; k) et uc(t;m; c; k) en résolvant le problème direct,
l’équation du mouvement Eq.(5.4) est intégrée avec un schéma des différences finies centrées où
la vitesse et l’accélération sont approximées par l’équation 5.9) suivante :
_ut =
ut+t   ut t
2t
ut =
ut+t   2ut + ut t
t2
(5.9)
où t est le pas de temps. La substitution dans l’équation du mouvement Eq.(5.4) conduit alors à
l’équation 5.10) suivante : :
 m
t2
+
c
t

ut+t = ft  

k   2m
t2

ut  
 m
t2
  c
2t

ut t (5.10)
En combinant les équations Eq.(5.9) et Eq.(5.10), la déflexion uc(t;m; c; k), la vitesse _uc(t;m; c; k)
et l’accélération uc(t;m; c; k) sont calculées d’une manière itérative.
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5.4 Système expérimental et essais
Les données expérimentales utilisées dans cette étude sont obtenues en utilisant le déflectomètre
portable appliquée sur trois éprouvettes d’essai ainsi que sur un talus et sur une plate-forme finie. Les
éprouvettes d’essais sont obtenues en creusant le sol en place en argile marneuse sur une profondeur
de 35 cm, puis rempli avec le même sol compacté jusqu’à 70% pour la première éprouvette et jusqu’à
98% pour la deuxième. Pour la troisième éprouvette, un agrégat de béton concassé (CCA) et compacté
jusqu’à 98% est utilisé. Chaque éprouvette a une largeur de 1,5 m et une longueur de 6 m. Le talus
est constitué d’une couche argileuse de plus de 3 m de profondeur alors que le sol de fondation est
composé de 50 cm d’un limon traité à la chaux (LTS) recouvrant un calcaire marneux in situ des
sols. Le sol sous-jacent dans les trois éprouvettes d’essai se compose d’argile marneuse avec un taux
d’humidité élevé. La figure (Fig.5.5) montre les profils de sol des différents sites expérimentaux avec
le rapport de compactage cm et la teneur en humidité w.
FIGURE 5.5 – Profils des sols des sites expérimentaux : (a), (b) et (c) sont les trois éprouvettes de
test ; (d) La plate-forme et (e) le talus.
Le protocole d’essai consiste à effectuer des tests, en utilisant les masses coulissantes de 16 kg,
en trois points sur chaque éprouvette et sur cinq points sur le talus et sur la plate-forme. Pendant
les essais, la force de charge est obtenue en faisant varier la hauteur de chute de la masse tombante.
Par ailleurs, afin d’obtenir une mesure correcte et utilisable, deux pastilles sont positionnées pour
assurer un bon contact entre la plaque de chargement et le sol. Puis, trois autres essais sont réalisées
et moyennés pour obtenir la rigidité statique et le module d’élasticité homogène E.
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5.5 Résultats experimentaux et analyse
Pour examiner l’efficacité de la méthode proposée, une étude comparative est réalisée en appli-
quant à la fois la méthode de la valeur des crêtes (PV) et la méthode de minimisation (MM) pour
l’identification de la rigidité statique et le module d’élasticité par calcul inverse. Sachant que la ré-
partition de la pression de contact sur la plaque de chargement est très complexe, dans cette étude,
la distribution de pression parabolique inverse est adoptée. Le coefficient de Poisson de 0,499 est
supposé pour l’argile marneuse et les sols argileux qui sont considérées comme des matières incom-
pressibles tandis qu’une valeur de 0,4 est utilisée pour les agrégats de béton concassé et traités à la
chaux de limon. Le tableau 5.1 présente les principaux résultats obtenus à partir de différentes mé-
thodes. Lorsque la méthode de la valeur des crêtes est appliquée, la raideur statique du sol (kPV ) est
identifiée par la lecture de la valeur maximale de la charge et de la déflexion à partir des enregistre-
ments temporels. Ensuite, le module d’élasticité (EPV ) est calculé en utilisant l’équation Eq.(A.1).
Même si une légère baisse est constatée dans le cas du limon traité à la chaux (LTS) en raison de
la réflexion des ondes, un indice de haute qualité Qi est obtenu pour tous les essais. Cela démontre la
fiabilité et la précision des paramètres identifiés en utilisant la méthode de minimisation.
TABLE 5.1 – Résultats expérimentaux et par calcul inverse
Subgrade test fmax kMM kPV EMM EPV timp Qi
point (kN) (MN/m) (MN/m) (MPa) (MPa) (ms) %
Marly clay(70%) 1 4.80 4.86 4.86 12 12 20 98.3
Marly clay(98%) 1 7.70 9.41 8.80 23 22 18 97.4
Clayey soil 1 9.78 13.0 13.4 32 33 16 97.2
Clayey soil 2 6.78 19.4 20.0 48 50 15 95.5
CCA 1 6.13 22.0 33.1 61 92 13 97.5
CCA 2 17.1 29.7 41.2 83 115 12 97.2
LTS 1 20.5 72.2 104 202 290 10 95.9
LTS 2 19.7 110 146 308 409 08 96.2
avec (fmax sont les valeurs maximales des forces mesurées, CCA : Agrégats de béton concassés
et LTS : Limon traité à la chaux.
En comparant les deux méthodes PV et MM sur les valeurs de k ou de E, on constate que la diffé-
rence augmente à mesure que la durée de l’impulsion timp diminue. Ceci peut s’expliquer par le fait
que, lorsque la durée d’impulsion est plus longue, le sol ou la plate-forme est chargé dans les basses
fréquences, par conséquent, le comportement du sol est quasi-statique, et essentiellement régi par sa
rigidité. Cependant, lorsque la durée d’impulsion est plus courte, la gamme de fréquence de l’exci-
tation augmente. Par conséquent, les milieux sont excités à haute fréquence et le comportement est
maintenant régi principalement par l’inertie qui atténue considérablement l’amplitude de la réponse
dynamique du sol ou de la plate-forme. Par conséquent, elle conduit à surestimer la rigidité statique et
par conséquent, le module d’élasticité, parce que seules les maximum des valeurs de la force et de la
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déflexion sont pris en compte. En outre, comme le montre le tableau 5.1, la durée d’impulsion dépend
du sol et de la rigidité de la plate-forme. Plus la rigidité du sol ou de la plate-forme est importante, plus
la durée d’impulsion est courte. A partir des expériences, les éprouvettes d’essai d’argile marmeuse
et le sol argileux sont d’une rigidité relativement faible, il n’y a donc pas de différence significatives
entre les deux méthodes. Par contre, la différence devient significative pour les granulats de béton
concassés et le limon traité à la chaux qui sont relativement rigides.
Les figures (Figs. 5.6 à 5.10) représentent les données typiques enregistrées lors des essais et ceux
calculés en utilisant la méthode de minimisation. En général, une bonne corrélation est obtenue sur
l’intervalle de mesure  . L’indice de qualité élevé obtenu pour tous les tests démontre la fiabilité et la
précision des paramètres identifiés en utilisant la méthode de minimisation.
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FIGURE 5.6 – Champ de données typiques : Argile marneuse (70%)
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FIGURE 5.7 – Champ de données typiques : Argile marneuse (98%)
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FIGURE 5.8 – Champ de données typiques : Sol argileux
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FIGURE 5.9 – Champ de données typiques : Agrégats de béton concassés
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FIGURE 5.10 – Champ de données typiques : Limon traité à la chaux
5.6 Conclusion
Une technique précise et facile à mettre en œvre est développée afin d’améliorer la méthode cou-
ramment utilisée dite méthode des déflexions maximales. Elle constutue une alternative pour l’iden-
tification de la rigidité statique à partir des mesures par déflectomètre portable. Basé sur un modèle à
un degré de liberté du système du plaque de chargement/sol et l’hypothèse de comportement visco-
élastique linéaire du sol et de la plate-forme. La méthode proposée utilise une technique de minimi-
sation combinée avec la méthode des moindres carrés pour l’identification de la raideur statique du
sol et de la plate-forme. L’étude comparative menée ici permet de tirer les conclusions suivantes :
1. Pour tous les tests effectués dans ce travail, la méthode proposée conduit à une bonne corréla-
tion entre les résultats obtenues par la modélisation numérique et les données expérimentales
ce qui prouve l’exactitude et la fiabilité des paramètres identifiés.
2. Il est constaté que le rapport entre la valeur maximale de la force et la déflexion ne correspond
pas, souvent, à la rigidité statique des milieux testés. L’analyse montre que la durée d’impulsion,
qui dépend très fortement de la raideur du sol et de la plate-forme, a une influence significative
sur les résultats. La réponse dynamique du sol et de la plate-forme dépend rigoureusement de
l’intervalle de fréquences de l’excitation.
3. Contrairement à la méthode de la valeur des crêtes, les résultats obtenus par la méthode propo-
sée ne dépendent que des propriétés élastiques (module d’élasticité) du sol ou de la plate-forme
(pour un coefficient de Poisson et une forme de répartition de la pression donnés).
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4. La méthode de minimisation est plus appropriée pour l’analyse inverse élasto-statique, en dépit
de la nature dynamique de l’essai. Cete méthode permet de déterminer, à partir de la réponse
dynamique du sol ou de la plate-forme, la partie réelle statique.
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Conclusions et perspectives
Conclusions
Ce travail de recherche s’inscrit en continuité avec les nombreux travaux menés ces dernières
années pour développer l’analyse dynamique des essais FWD et comprendre les différents facteurs
affectant le comportement des chaussées sollicitées par un impact.
L’évaluation de l’état structurel des chaussées est primordiale pour la gestion des réseaux routiers
et la prédiction de leur performance. Des méthodes dynamiques non destructives sont généralement
préconisées pour évaluer la capacité structurelle des chaussées en raison de leur efficacité. Parmi
ces méthodes, le déflectomètre à masse tombante (FWD) est actuellement l’appareil le plus utilisé.
Toutefois l’exactitude de l’analyse des mesures des déflexions par cet appareil reste un des points
important à améliorer. Il en est de même pour la prédiction du comportement des chaussées soumises
aux charges dynamiques du trafic que l’appareil est supposé reproduire. L’analyse de ces essais est
habituellement réalisée par des méthodes statiques. Or le mode de chargement statique ne représente
pas les conditions du chargement dynamique du FWD. Différentes méthodes dynamiques ont, donc
été développées pour améliorer l’analyse de ces essais FWD.
Ainsi nous avons donc :
– developé une méthode d’analyse dynamique ;
– démontré sa pertinence pour analyser des essais au FWD en confrontant les résultats numériques
obtenus avec les donnés expérimentales ;
– développé un programme de calcul direct rapide pour la simulation dynamique des essais FWD ;
– mise au point une méthode inverse robuste pour déterminer les propriétés mécaniques des dif-
férentes couches composant de la chaussée.
Dans ce travail de recherche, deux approches ont été utilisées pour la simulation et l’analyse dyna-
mique des essais au deflectomètre à masse tombante. La première approche est basée sur la méthode
des éléments spectraux. Celle-ci permet de décrire exactement la propagation des ondes dans les
chaussées. Un modèle direct a été, par conséquent, développé afin de simuler les essais FWD et de
décrire le comportement dynamique de la structures. La deuxième approche est basée sur l’analyse
du contact. La méthode des éléments finis est, alors utilisée.
Le modèle implanté pour la résolution du problème de contact dans le code aux éléments finis
Fer/Impact (code propre au laboratoire), est caractérisé par la combinaison des méthodes du bi-
potentiel et du Lagrangien augmenté et d’un schéma d’intégration implicite de premier ordre. Ce
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schéma est utilisé pour la discrétisation temporelle des équations d’équilibre.
Nous avons développé puis implanter un élément axisymétrique dans FER/Impact. Celui-ci nous a
permis de définir un modèle axisymétrique du système étudié. La simulation de la réponse de celui-ci
au chargement dynamique du FWD a, alors, été réalisés. Les résultats numériques obtenus ont montré
une bonne corrélation avec les résultats expérimentaux déjà obtenu lors de compagne d’essais. Nous
avons amélioré le modèle par l’introduction d’un amortissement de type Rayleigh.
Nous avons alors, pu identifier l’importance de la prise en compte de l’amortissement de cha-
cune des couches composant la chaussée dans les résultats numériques obtenus. De même la prise
en compte en plus de l’inertie dans la méthode dynamique proposée permet d’améliorer l’analyse
dynamique des essais FWD.
Une technique précise et facile à mettre en œuvre est développée afin d’améliorer la méthode
couramment utilisée pour l’évaluation des rigidités des plates-formes à partir des essais au déflecto-
mètre portable que nous avons développé. Celle-ci constitue une alternative à la méthode basée sur
les déflexions maximales, couramment utilisée pour l’identification de la rigidité statique à partir des
mesures par le déflectomètre portable. Dans la méthode proposée le dispositif est modélisé par un
système à un degré de liberté. Le comportement du sol et de la plate-forme est supposé viscoélastique
linéaire. L’identification de la raideur statique est alors réalisé à l’aide de la technique de minimisation
basée sur la méthode des moindres carrés.
Des comparaisons entre les résultats obtenus par les deux méthodes (méthode de déflexion maxi-
male, méthode proposée) a été réalisée. Celle-ci a mis en avant une fiabilité et une précision accrue
grâce à l’application de la méthode proposée et développée dans ce manuscrit.
Perspectives
Bien que les méthodes présentées ci-dessus permettent des améliorations par rapport aux méthodes
conventionnelles, divers axes de développement ultérieur peuvent être identifiés.
Ainsi l’introduction de lois de comportement élastiques non linéaires des matériaux granulaires
composant la chaussée dans la modélisation réalisée pour l’analyse des essais FWD est un axe prio-
ritaire.
De même il sera important d’introduire un modèle viscoélastique pour les matériaux bitumineux
des chaussées dans le modèle d’analyse dynamique des essais FWD. Le modèle de Huet-Seyagh est
envisagé. Celui-ci permet de prendre en compte le comportement thermomécanique qui caractérise
les matériaux bitumineux.
Il est également important d’implanter un élément semi-infini dans FER/Impact pour une meilleure
représentation du sol support d’infrastructure, permettant ainsi d’étudier la propagation des ondes
dans le champ lointain.
Pour identifier les modules d’élasticité des différentes couches de la chaussée une méthode inverse
doit être développée et implémentée dans le code aux éléments finis FER/Impact ;
De même pour améliorer la méthode numérique proposée pour l’analyse et l’interprétation des
essais FWD, l’approche énergétique implantée dans le code de calcul Fer/Impact doit être modifiée
119
de telle façon que seul l’énergie de l’élément impacté soit pris en compte dans la résolution des
équations régissant la réponse de la structure.
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